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Sandwichstrukturen mit einem Wabenkern und Faserverbund-Deckschichten finden 
aufgrund ihres hohen Leichtbaupotenzials zunehmend Verwendung in zahlreichen  
Konstruktionen, in denen eine Gewichtsersparnis angestrebt wird – allen voran im 
Flugzeugbau. Im gleichen Zuge werden in der Produktentwicklung aus Effizienz-
gründen verstärkt numerische Simulationsrechnungen auf Basis der Finite-Elemente-
Methode verwendet, um Bauteile für statische oder kurzzeitdynamische Belastungen 
wie Crash- oder Impact-Belastungen auszulegen.  
Die nichtlineare Materialmodellierung derartiger inhomogener Sandwichstrukturen 
stellt aufgrund einer Vielzahl möglicher Versagensarten eine komplexe Aufgabe dar. 
Da gerade auch im Fall von kurzzeitdynamischen Belastungen, bei denen Dehnra-
teneffekte eine Rolle spielen können, wenig Kenntnis bezüglich des Materialverhal-
tens besteht, setzt die vorliegende Arbeit an dieser Stelle an, um das Schädigungs-
verhalten von Sandwichstrukturen im Flugzeugbau experimentell zu erfassen und 
geeignete Modellierungsmethoden in der kommerziellen expliziten Berechnungs-
software LS-DYNA zu entwickeln.  
Neben den im Luftfahrtbereich etablierten Nomex®-Honigwaben wurden auch neuar-
tige Faltwaben untersucht, wobei zunächst das mechanische Verhalten beider Wa-
bentypen unter quasi-statischen und hochdynamischen Lastraten charakterisiert 
wurde. Neben der experimentellen Bestimmung der Materialeigenschaften wurden 
alternativ analytische und numerische Methoden angewendet. Insbesondere die vir-
tuellen Werkstoffprüfungen mittels dynamischer Simulationen und Mesomodellen 
zeigten dabei das Potenzial, auf effiziente Weise und mit einer hohen Ergebnisge-
nauigkeit das mechanische Verhalten von Wabenkernen vorherzusagen.  
Den Schwerpunkt dieser Arbeit bildet die Untersuchung der in der Passagierkabine 
verwendeten Sandwichstrukturen, welche aus Brandschutzgründen mit Deckschich-
ten aus glasfaserverstärkten Phenoplasten ausgeführt sind. In Versuchsreihen wur-
den der Dehnrateneffekt des Deckschichtmaterials, die Festigkeit der Kern-
Deckschicht-Verklebung, der Einfluss des Herstellverfahrens auf die mechanischen 
Eigenschaften sowie die Versagensarten unter ebener und transversaler Belastung 





Da insbesondere Lasteinleitungs- und Verbindungsstellen potenzielle Versagensstel-
len von Konstruktionen in Sandwichbauweise sein können, wurde das Schädigungs-
verhalten von unterschiedlichen Kanten- und Insert-Verbindungen experimentell un-
tersucht. Auf Grundlage dieser Ergebnisse wurden Modellierungsmethoden entwi-
ckelt, die eine Abbildung des Versagensverhaltens ermöglichen. 
Im Rahmen der Versuchsreihen stellte sich ein transversales Kernschubversagen als 
eine dominierende Schädigungsart heraus. Da unter Verwendung einer Schalenmo-
dellierung für die Sandwichstruktur in der Berechnungssoftware LS-DYNA kein Mate-
rialmodell für den Wabenkern existiert, welches ein solches Versagen abbilden kann, 
wurde hierfür ein benutzerdefiniertes orthotropes Werkstoffgesetz entwickelt. Neben 
dem Transversalschubversagen wurden hierin auch die weiteren in dieser Arbeit er-
mittelten Charakteristika von Wabenkernen wie ein nichtlineares Nachversagensver-
halten oder ein Dehnrateneffekt implementiert.  
In dieser Arbeit wurden zahlreiche neue Erkenntnisse zum einen hinsichtlich des Ma-
terialverhaltens der untersuchten Sandwichstrukturen und zum anderen hinsichtlich 
der Modellierungsmethoden gewonnen. Diese Erkenntnisse lassen sich für eine Viel-
zahl unterschiedlicher nichtlinearer Problemstellungen bei Sandwichstrukturen in der 
Luftfahrt einsetzen und finden innerhalb dieser Arbeit in drei exemplarischen kurz-
zeitdynamischen Lastfällen Anwendung: die Simulation von Kabinenkomponenten 
bei einer harten Landung, die Impact-Belastung einer Faltwaben-Sandwichstruktur 






Lightweight sandwich structures with honeycomb cores and fibre-reinforced face 
layers can be found in numerous applications where weight reduction is the primary 
driver, particularly in aircraft construction. The design of such structures for static or 
short-time dynamic loads like crash or impact is increasingly facilitated by numerical 
simulation tools based on the finite element method. 
Nonlinear constitutive modelling of such inhomogeneous sandwich structures is a 
complex task because of numerous potential failure modes. Especially for highly 
dynamic loads, where strain rate effects can play a significant role, the knowledge of 
the mechanical behaviour of cellular sandwich structures is limited. Therefore, this 
work is focused on the experimental characterisation of the damage behaviour of 
aircraft sandwich structures and the development of adequate modelling techniques. 
These investigations do not only include Nomex® honeycomb structures as a widely-
used sandwich core but also innovative folded core structures made of composite 
materials. Since especially for the last-mentioned core material the knowledge on the 
constitutive behaviour is very limited, three different approaches were adopted to 
characterise the effective mechanical properties, i.e. an experimental, numerical and 
analytical approach. Of those, in particular the numerical method by means of virtual 
material testing under consideration of imperfections of the cellular structure was 
advanced. 
The focus of this work is a typical sandwich structure used for aircraft cabin 
components, which comprises glass fibre-reinforced phenolic face layers due to fire 
safety reasons. In extensive experimental test series the rate-dependent material 
behaviour of the faces, the face-to-core bonding strength, the influence of the 
manufacturing process on the mechanical properties as well as the predominant 
failure modes under edgewise and flatwise loading conditions were investigated and 
subsequently assimilated into numerical models. 
Joints are known to be potential failure locations of sandwich constructions. 
Therefore, the failure behaviour of different corner joints and inserts was analysed 
experimentally. The results obtained were used to develop corresponding modelling 





During the experimental work a transverse shear failure of the core turned out to be a 
predominant failure mode. However, when modelling a sandwich structure with 
layered shell elements using the commercial explicit software LS-DYNA, there is no 
constitutive law available for the core layer that incorporates failure criteria for the 
transverse shear stresses. Therefore, a user-defined orthotropic material model was 
developed which not only covers transverse shear failure, but also other 
characteristics that were identified within this work, like nonlinear post-damage 
behaviour or strain rate effects. 
In the scope of this work important knowledge was gained, on the one hand, on 
material characteristics like the strain rate effect of the core structures and phenolic 
faces or the failure behaviour of folded core structures or sandwich joints, and on the 
other hand on modelling methods like joint modelling, virtual material testing or the 
user-defined material model for honeycomb cores. This knowledge can be used for a 
variety of different nonlinear problems concerning sandwich structures in aerospace 
applications. Within this work it was applied to three exemplary short-time dynamic 
load cases: the dynamic simulation of cabin components under crash loads, the low 
velocity impact response of a sandwich structure with folded core and finally the 
crash simulation of a sandwich fuselage section.  
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Faser-Kunststoff-Verbunde (FKV) haben sich im Flugzeugbau aufgrund ihrer hohen 
gewichtsspezifischen Steifigkeiten und Festigkeiten seit vielen Jahrzehnten als 
Leichtbauwerkstoff etabliert. Ein besonders hohes Leichtbaupotenzial bieten Sand-
wichstrukturen mit FKV-Deckschichten und einem Wabenkern, die bei modernen 
Passagierflugzeugen für zahlreiche Komponenten wie aerodynamische Verkleidun-
gen (z.B. Belly Fairing, Landeklappenführung) und Steuerflächen (z.B. Seitenruder, 
Querruder, Störklappen) eingesetzt werden (Bild 1.1) [1], [2]. Selbst die gesamte 
Flugzeugrumpfhülle wird heute bei einigen Business-Jets aus einem Sandwichver-
bund mit einem Honigwabenkern hergestellt [3], [4], und auch für große Airliner exis-
tieren Konzepte, den Rumpf in Sandwichbauweise mit einem neuartigen Faltwaben-
kern zu fertigen [5]-[7]. Neben diesen äußeren Strukturen bestehen heute nahezu 
sämtliche Kabinenkomponenten eines Passagierflugzeugs aus Sandwichstrukturen 
mit Nomex®-Honigwabenkern: Fußbodenpaneele, Überkopfgepäckfächer, Seiten-
wand- und Deckenverkleidungen, Trennwände etc. [8]. Derartige Sandwichverbunde 
können neben quasi-statischen Fluglasten auch unterschiedlichen kurzzeitdynami-















Bild 1.1:  Sandwichstrukturen mit Wabenkern in externen Flugzeugkomponenten 















Vogel- oder Hageleinschlag sowie ein fallen gelassenes Werkzeug bei Wartungsar-
beiten sein. Bei Kabinenkomponenten, insbesondere den teils schwer beladenen 
Überkopfgepäckfächern, können Turbulenzen oder eine harte Landung zu hohen 
kurzzeitdynamischen Belastungen führen.  
Um das Strukturverhalten derartiger Sandwichkonstruktionen unter solchen Lastfäl-
len untersuchen zu können, sind heutzutage dynamische Simulationen mit der Finite-
Elemente-Methode (FEM) ein effizientes Werkzeug im Rahmen des computerge-
stützten Entwicklungsprozesses [9]. Ein entscheidender Faktor für die Genauigkeit 
der Simulationsergebnisse liegt in der Materialmodellierung, da nur eine realitätsge-
treue Abbildung des physikalischen Werkstoffverhaltens zu einem entsprechend rea-
litätsnahen Strukturverhalten in der Simulationsrechnung führen kann. Zudem können 
nur diejenigen Versagensmechanismen betrachtet werden, welche von den gewähl-
ten Modellierungsansätzen und Materialmodellen abgebildet werden können. An die-
ser Stelle bedarf es der genauen Kenntnis der nichtlinearen Materialeigenschaften 
sowie der Schädigungsmechanismen und des Nachversagensverhaltens. Während 
Aluminium als klassischer Werkstoff im Flugzeugbau diesbezüglich umfassend er-
forscht ist, ergeben sich bei den zunehmend verwendeten Sandwichstrukturen mit 
faserverstärktem Deckschichtmaterial und Wabenkern völlig neue Problemstellun-
gen. Diese resultieren etwa aus der Vielzahl unterschiedlicher Versagensarten oder 
dem Einfluss der Belastungsgeschwindigkeit sowie Fertigungsbedingungen auf das 
Materialverhalten. Weder in Herstellerdatenblättern noch in der technischen Literatur 
finden sich ausreichende Angaben zu dem Material- und Schädigungsverhalten von 
typischen Sandwichwerkstoffen in der Luftfahrt, d.h. Verbundwerkstoffen auf Phenol-
harzbasis sowie Nomex®-Honigwaben oder den angesprochenen neuartigen Faltwa-
ben, deren Kenntnis für solch eine Modellierung zwingend notwendig ist.  
Entsprechend der hier skizzierten Charakteristika von Sandwichstrukturen mit Wa-
benkern stellt auch die Modellierung in der FE-Umgebung, d.h. eine geeignete Dis-
kretisierung mit der möglichen Abbildung der relevanten Versagensarten sowie eine 
Zuweisung von Materialgesetzen, eine anspruchsvolle Aufgabe dar. Gerade in Be-





1.2 Aufgabenstellung und Zielsetzung 
Abgeleitet aus diesen Ausführungen ist es das Ziel dieser Arbeit, einen Beitrag zum 
Verständnis der Versagensmechanismen von Sandwichstrukturen mit einem Kern 
aus Nomex®-Honigwaben bzw. Faltwaben sowie den daraus resultierenden Anforde-
rungen an eine numerische Modellierung zu leisten. Die mit dieser Arbeit beabsich-
tigte Erweiterung des Kenntnisstandes soll daher parallel auf zwei Ebenen erfolgen: 
zum einen auf der Materialebene, d.h. mittels experimenteller Versuchsreihen sind 
Schädigungsmechanismen und Materialkennwerte zu ermitteln, und zum anderen 
auf der Methodenebene, d.h. es sind FE-Modellierungsmethoden zu untersuchen, zu 
bewerten und weiterzuentwickeln. 
Im Rahmen der Materialuntersuchung sind zunächst mit Hilfe von Versuchsreihen 
die mechanischen Eigenschaften der betrachteten Wabenkerne, d.h. der Nomex®-
Honigwaben und der Faltwaben aus Aramidpapier bzw. Kohlenstofffaserverbund-
werkstoff (CFK), sowie des Deckschichtmaterials, einem Faserverbundmaterial auf 
Phenolharzbasis, unter Normal- und Schubbelastung zu charakterisieren. Hierbei 
sind insbesondere die Zellwanddeformationsmechanismen zu analysieren. Dies soll 
neben quasi-statischen Versuchen auch unter kurzzeitdynamischen Versuchsbedin-
gungen erfolgen, um einen Dehnrateneffekt zu quantifizieren. Nach der Betrachtung 
der Einzelkomponenten steht die Untersuchung des Sandwichverbunds aus FKV-
Deckschichten und Nomex®-Honigwaben im Mittelpunkt. Hierfür soll zunächst der 
Einfluss des Fertigungsverfahrens auf die mechanischen Eigenschaften im Verbund 
ermittelt und mit denen der Einzelkomponenten verglichen werden. Des Weiteren 
sind die Versagensarten der Sandwichstruktur unter Zug-, Druck- und Biegebelas-
tungen sowie die Festigkeit der Kern-Deckschicht-Verbindung zu bestimmen. Da je-
des Sandwichbauteil im Flugzeugbau an gewissen Stellen befestigt werden muss, 
bzw. Sandwichflächen über Kantenverbindungen zusammengeführt werden müssen, 
und derartige Lasteinleitungs- und Verbindungsstellen in gleicher Weise potentielle 
Versagensstellen sein können wie der ungestörte Sandwichverbund an sich, ist auch 
das Versagensverhalten unterschiedlicher Anbindungen (Inserts, Anbindungswinkel) 
und Kantenverbindungen zu charakterisieren. 
Auf Basis der experimentell ermittelten Daten zum Schädigungsverhalten von Sand-





namische FE-Simulationen zu untersuchen, wobei die kommerzielle Berechnungs-
software LS-DYNA benutzt wird. Nach einem allgemeinen Überblick über verschie-
dene Modellierungsansätze unterschiedlicher Detaillierungsgrade und über verfügba-
re Materialmodelle für Sandwichstrukturen in LS-DYNA sind diese Ansätze durch ein 
Nachrechnen der Referenzversuche zu untersuchen und zu bewerten.  
Zunächst sollen detaillierte Mesomodelle der Honigwaben und Faltwaben auf para-
metrischer Basis entwickelt und deren Fähigkeit zur Abbildung der Zellwanddeforma-
tionsphänomene in virtuellen Materialprüfungen analysiert werden.  
Da der Wabenkern oftmals nicht mit einem solch hohen Detaillierungsgrad wie bei 
den Mesomodellen abgebildet werden kann, steht im Weiteren die homogenisierte 
Kernmodellierung mit Volumenelementen im Mittelpunkt. Diesbezüglich ist die be-
trachtete Sandwichstruktur mit FKV-Deckschichten und Nomex®-Wabenkern in LS-
DYNA zu modellieren, wobei auf Möglichkeiten zur Berücksichtigung einer Kern-
Deckschicht-Ablösung einzugehen ist. Auf Grundlage der Versuche an Lasteinlei-
tungs- und Verbindungsstellen sind mit diesem Modellierungsansatz Methoden der 
Insert- und Kantenabbildung mitsamt dem zugehörigen Versagensverhalten zu ent-
wickeln.  
Als weiterer Detaillierungsgrad wird eine reine Schalenmodellierung des Sandwich-
verbunds betrachtet. An dieser Stelle soll als Erweiterung zu vorhandenen Material-
modellen in LS-DYNA ein benutzerdefiniertes Materialmodell entwickelt werden, wel-
ches die experimentell ermittelten Charakteristika der Wabenstruktur abbilden kann. 
Durch das Nachrechnen ausgewählter Versuche sind eine Bewertung dieses entwi-
ckelten Modellierungsansatzes sowie ein Vergleich zur homogenisierten Volumen-
elementmodellierung anzustellen. 
Im Abschluss dieser Arbeit sind zum Nachweis der Relevanz der erarbeiteten Me-
thoden und Materialkennwerte für die industrielle Praxis kurzzeitdynamische Berech-
nungsbeispiele aus der Luftfahrt zu behandeln.  
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2 Stand der Technik 
2.1 Sandwichbauweise 
Unter dem Prinzip der Sandwichbauweise wird die Schichtung unterschiedlicher 
Werkstoffe verstanden, wobei in der Regel ein leichtes Kernmaterial zwischen zwei 
dünne steife Deckschichten gebracht wird. Wie beim Prinzip des Doppel-T-Trägers 
erhöht sich auf diese Weise das Flächenträgheitsmoment der Struktur durch den 
Steiner-Anteil, so dass biegesteife Strukturen von höchster Leichtbaugüte ermöglicht 
werden. Die Sandwichbauweise findet wie viele andere technische Entwicklungen ihr 
Vorbild in der Natur. Genau wie bei vielen menschlichen Knochen oder Vogelfeder-
schäften, existieren in der Botanik zahlreiche Beispiele, wo Strukturen, die insbeson-
dere auf Biegung und Druck belastet werden, aus dünnen lasttragenden Schichten 
und einem zellulären Kern aufgebaut sind (z.B. Schwertlilienblatt, Rohrkolbenstiel, 
Weizenhalm) [10], [11]. Die Adaption dieser Bauweise im Ingenieurwesen wird dem 
Engländer W. Fairbairn zugeschrieben, welcher 1849 beim Brückenbau der Britannia 
Tubular Bridge durch einen Holzkern getrennte Eisenplatten einsetzte [12]. Sand-
wichstrukturen werden heute in den unterschiedlichsten Bereichen verwendet, in de-
nen Gewichtsreduktion durch strukturellen Leichtbau angestrebt wird, insbesondere 
in der Luft- und Raumfahrt [1], [13], aber auch in Straßen- und Schienenfahrzeugen 
[14], [15], im Motorsport [16], [17], im Schiffbau [18], [19], im Bauwesen [20], [21], im 
Möbelbau [22], in Windenergieanlagen [23], in Sport- und Freizeitartikeln [24] sowie 
im Verpackungswesen [25], [26].  
Die Aufgaben der Einzelkomponenten einer Sandwichstruktur sind klar verteilt: Die 
Deckschichten nehmen primär die ebenen Zug- und Druckkräfte unter Biegebelas-
tungen auf, während auf den Kern vorwiegend die Schubkräfte zwischen den Deck-















2.1.1 Sandwichwerkstoffe und -herstellung 
Als Deckschichtmaterial eignen sich Werkstoffe mit hohem Elastizitätsmodul sowie 
hoher Festigkeit wie beispielsweise Aluminium oder Stahl. In geringer belasteten 
Konstruktionen kommen auch Harthölzer zur Anwendung. Da die Sandwichbauweise 
jedoch oftmals für Ultraleichtbaustrukturen angewendet wird, werden häufig Faser-
Kunststoff-Verbunde für die Deckschichten gewählt. Diese Verbunde zeichnen sich 
durch eine hervorragende gewichtsbezogene Steifigkeit und Festigkeit aus. Als Ver-
stärkungsfasern werden in der Regel Kohlenstofffasern, Glasfasern oder Ara-
midfasern eingesetzt. Die Kunststoffmatrix besteht meist aus duroplastischen Harzen 
(z.B. EP, PF, UP etc.) oder thermoplastischen Kunststoffen (z.B. PP, PEEK etc.). Bei 
äußeren Flugzeugstrukturen werden aufgrund ihrer mechanischen Eigenschaften 
größtenteils kohlenstofffaserverstärkte Deckschichten auf Epoxidharzbasis (CF/EP) 
verwendet. Bei Anwendungen in der Flugzeugkabine spielt hinsichtlich der Werk-
stoffwahl der Brandschutz eine entscheidende Rolle, so dass hier meist glasfaser-
verstärkte Deckschichten auf Phenolharzbasis (GF/PF) zum Einsatz kommen [27], 
da sich Phenolharze durch eine schwere Entflammbarkeit und geringe Rauchemissi-
on auszeichnen [28]-[31].  
Kernmaterialien müssen eine möglichst geringe Dichte und gleichzeitig eine mög-
lichst hohe transversale Druck- und Schubsteifigkeit aufweisen. Prinzipiell eignen 
sich Schaumkerne (z.B. PUR, PVC, PMI, etc.), Hölzer (z.B. Balsa), Profilkerne (z.B. 
Wellpappe, Faltwaben) oder Honigwabenkerne (Bild 2.2, z.B. Aluminiumwaben, No-
mex®- oder Kevlar®-Honigwaben).  
 
 













Im Flugzeugbau haben sich größtenteils Honigwaben aus Nomex®-Papier als Kern-
werkstoff für Sandwichstrukturen durchgesetzt. Diese zeichnen sich neben einer ge-
ringen Dichte durch hohe mechanische Eigenschaften und hervorragende Brand-
schutzeigenschaften aus. Nomex® ist eine organische Kunstfaser aus aromatischen 
Polyamiden (Meta-Aramid), welche speziell im Brandschutz eingesetzt wird. No-
mex®-Papier wird aus einer Kombination aus Nomex®-Kurzfasern und Nomex®-
Fibrillen gefertigt und bildet das Grundmaterial für die Wabenherstellung. In diesem 
Herstellungsprozess (Bild 2.3) läuft das Nomex®-Papier von einer Rolle und wird in 
Längsrichtung mit parallelen Klebstoffstreifen in einem definierten Abstand versehen. 
Anschließend werden einzelne Blätter abgelängt und diese jeweils versetzt überein-
ander geschichtet und anschließend unter Temperatureinwirkung gepresst und damit 
verklebt. Über am oberen und unteren Ende dieses Papierstapels angebrachte La-
schen wird der Stapel expandiert, so dass sich die klebefreien Flächen öffnen und 
eine hexagonale Zellform ausbilden. Eine anschließende Stabilisierung im Ofen be-
wirkt, dass sich der expandierte Stapel nicht wieder zusammenzieht. Im Folgenden 
wird der gesamte Block in mehreren Tauchgängen in ein Phenolharzbad getaucht 
und nach jedem Tauchgang im Ofen ausgehärtet. Dieser Vorgang wird so lange wie-
derholt, bis die angestrebte Dichte der Wabe erreicht ist. Im Anschluss werden die 
Laschen entfernt und einzelne Wabenplatten aus dem Block geschnitten. Die Im-
prägnierung mit Phenolharz erhöht die mechanischen Eigenschaften der Wabenzel-
len unter Beibehaltung der Brandschutzeigenschaften.  
 
 
Bild 2.3:   Herstellungsprozess von Nomex®-Honigwaben im Expansionsverfahren 
               Klebstoffauftrag             Stapeln             Expandieren             Tauchen          Zuschnitt 
                  & Ablängen        & Pressen         & Stabilisieren         & Aushärten 





Eine neuartige Generation von Sandwichkernwerkstoffen stellen Faltwaben dar [32]-
[35]. Diese haben in der Luftfahrt insbesondere aufgrund ihrer Durchlüftbarkeit Auf-
merksamkeit erlangt, da sie im Gegensatz zu Honigwaben nicht über geschlossene 
Zellen verfügen, in denen sich während des Flugbetriebs kondensierende Feuchtig-
keit ansammeln kann [5]-[7], [36]. Innerhalb eines Forschungsprojekts [37] wurde ein 
Konzept entwickelt, welches die Konzeption und Auslegung einer Rumpfstruktur in 
Sandwichbauweise mit CFK-Deckschichten und einem solchen Faltwabenkern vor-
sieht [38]. Faltwaben können aus nahezu jedem verformbaren dünnen Halbzeug (z.B. 
Aramidpapier (Nomex®, Kevlar®), CFK, GFK, Aluminium) und in unterschiedlichsten 
Geometrien hergestellt werden. Hierbei gibt es prinzipiell zwei verschiedene Ferti-
gungsverfahren: die diskontinuierliche Fertigung und die effizientere kontinuierliche 
Fertigung. Im diskontinuierlichen Verfahren wird das flächige Halbzeug zwischen zwei 
transformierbaren Matrizen umgeformt, welche sich in gleicher Weise wie die Falt-
wabe auch zusammenfalten lassen. Auf diese Weise wird das Zellwandmaterial nicht 
wie bei einem Tiefziehverfahren gestreckt, sondern nur umgefaltet [39]. Bei einem 
kontinuierlichen Verfahren werden entweder die Faltungskanten in das Papier vorge-
prägt und anschließend zusammengefaltet [40], [41] (Bild 2.4), oder das Papier wird 
längs in Wellenform vorgeformt und anschließend seitlich in Faltwabenform umgefal-
tet [41], [42]. 
 
 
Bild 2.4:   Herstellungsprozess von Faltwaben in einem kontinuierlichen Verfahren 
                                            Faltkonturprägung                    Falten        Zuschnitt    Ggf. Beschichten  
                                                                                                                                     & Aushärten 
                   
Faltschema: 
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Sowohl bei Honigwaben als auch bei Faltwaben werden drei charakteristische 
Hauptmaterialrichtungen unterschieden, die in Bild 2.2 skizziert sind. Hierbei ist T die 
Dickenrichtung, L die Richtung der parallelen Zellwände der Honigwabe bzw. die 
Richtung der Zickzackspitzen der Faltwabe und W die Expansionsrichtung der Ho-
nigwaben bzw. die Richtung der Belüftungskanäle der Faltwaben. 
Neben dem Deckschicht- und Kernmaterial ist die Klebeschicht die dritte Funktions-
schicht in einer Sandwichstruktur. Sie muss den Lasttransfer zwischen Kern und 
Deckschicht sicherstellen und wird üblicherweise so ausgelegt, dass die Zug- und 
Schubfestigkeit der Klebeverbindung höher als die Zug- und Schubfestigkeit der 
Kernschicht ist, um die Gefahr einer Ablösung unter Betriebslast zu reduzieren. Bei 
einem Wabenkern wird generell eine Kehlnahtverklebung zwischen Wabenstegen 
und Deckschicht angestrebt (Bild 2.5). Die Verklebung kann mit Hilfe eines geson-
derten Klebstoffs oder mit Hilfe des Harzes aus der FKV-Deckschicht erfolgen. Die 
Kern-Deckschicht-Verbindung im letzteren Fall ist dabei meist von geringerer Festig-
keit [43]. Jedoch kann auf diese Weise ein Zwischenschritt in der Sandwichherstel-
lung eingespart werden, da die Aushärtung der Deckschichten im gleichen Prozess-
schritt wie die Herstellung der Sandwichstruktur erfolgt (Co-Curing). Das Bauteil wird 
hierbei in der Regel in einem Vakuumsack verpackt und unter Druck und Temperatur 
im Autoklaven ausgehärtet. Dabei wird das Harz der Prepregs verflüssigt, fließt in die 
Waben und bildet die gewünschte Kehlnahtverklebung aus. Dieses Fertigungsverfah-
ren unter Verzicht eines zusätzlichen Klebstoffs wird insbesondere bei der Herstel-








Bild 2.5:   Kehlnahtverklebung zwischen Kern und Deckschicht 
Kehlnahtverklebung 




2.1.2  Lasteinleitungs- und Verbindungskonzepte 
In nahezu jeder Sandwichkonstruktion ist es unvermeidbar, weitere Baugruppen oder 
Befestigungselemente durch lösbare Verschraubungen an lokalen Lasteinleitungs-
stellen zu montieren. Die Aufgabe eines Lasteinleitungspunkts besteht dabei darin, 
die Kraft auf geeignete Weise in den Sandwichverbund einzuleiten [44]. Da die Deck-
lagen häufig sehr dünn ausgeführt werden, ist es anzustreben, die Kraft möglichst 
großflächig und in beide Decklagen einzuleiten. Dies wird bei Sandwichstrukturen mit 
Wabenkern in der Regel durch die Verwendung von Kernfüllmasse im Lasteinleitungs-
bereich erreicht. Bild 2.6 gibt einen Überblick über gängige Ausführungen von Last-
einleitungsstellen in Sandwichstrukturen mit Wabenkern [45]-[66]. Eine der gebräuch-
lichsten Ausführungen stellen Inserts in Form von Gewindeeinsätzen dar (Bild 2.6g).  
Kantenverbindungen haben die Aufgabe, die Lastübertragung zweier Sandwichplat-
ten zu gewährleisten und können in einer Vielzahl unterschiedlicher Bauformen aus-
geführt werden, von denen einige in Bild 2.7 dargestellt sind [45]-[48], [50], [51], [67]-
[70]. Sie unterscheiden sich bezüglich Fertigungsaufwand, Gewicht, Maßhaltigkeit, 
Kosten, in der ertragbaren Last sowie der Schadenstoleranz. Des Weiteren spielt es 
eine Rolle, ob das Bauteil aus einzelnen flachen Sandwichplatten zusammengefügt 
oder in einem Schritt in einer Werkzeugform in Prepregbauweise hergestellt wird. 
Eine effiziente und bei der Herstellung von Überkopfgepäckfächern in Passagierflug-
zeugen häufig verwendete Bauform ist die Cut-and-Fold-Kante (Bild 2.7f) [47], [69]. 
Dabei wird über eine definierte Breite ein Teil einer Deckschicht und des Kerns her-
ausgefräst, die offenen Waben mit einem Füllstoff gefüllt und dann die Kante zu-
sammengeklappt. Hierbei ergibt sich der Vorteil, dass die äußere Decklage völlig un-
gestört erhalten bleibt und durch den Faltungsradius lokale Spannungsspitzen redu-
ziert werden. Eine weitere übliche Bauform ist die runde Kante (Bild 2.7g), wobei ei-
ne überexpandierte Wabe im Kantenbereich benutzt wird, die sich leichter verformen 
lässt, als es mit der regulären hexagonalen Wabe möglich ist. Bei dieser runden Kan-
te ist ein kontinuierlicher Kraftfluss weitgehend ohne Spannungsspitzen gewährleis-
tet. Eine fortschrittliche, jedoch in der Fertigung sehr aufwendige Kantenverbindung 
stellt die monolithische Kante dar (Bild 2.7h). Diese Variante zeichnet sich durch eine 
außerordentliche Kantenfestigkeit und Schadenstoleranz aus [70]. Als Versagensart 
stellt sich hier typischerweise eine Delamination im monolithischen Bereich ein. Die 
getrennten Laminatschichten weisen jedoch eine hohe Resttragfähigkeit auf.   




Bild 2.6:  Ausführungsbeispiele von Lasteinleitungen in Sandwichbauteilen 
 
Bild 2.7:  Ausführungsbeispiele von Kantenverbindungen in Sandwichbauteilen 
Stumpfstoß: Kante aus-
gefräst und verklebt 
Verstärkungslagen: 
innen/außen auflaminiert
Verzapfung: Nut und 
Feder gefräst und verklebt
 
Cut-and-Fold: Aufschnei-
den und Falten 
Winkelprofil für runde 
Kante 








a b c d 
e f g h 
a b 
Gewindeeinsatz (Insert) mit Ver-
klebung 
Schraubverbindung mit Hülsen 
(Bundbuchse) 










Einseitige Schraubverbindung in 
gefüllter Wabe 
i 
Gewinde-Onsert mit Vernähung 
in Dickenrichtung 
Zusammenführen der Decklagen 
(monolith. Lasteinleitungsbereich) 
Schraubverbindung an Stellen 
mit massivem Festkörperblock 
(z.B. Metall, Hartgewebe, Holz) 




2.1.3  Versagensarten 
Sandwichstrukturen, insbesondere mit einem inhomogenen Wabenkern, versagen 
auf sehr unterschiedliche Arten. Es treten sowohl Stabilitätsversagen als auch Mate-
rialbruch von Kern und Deckschichten auf. Insbesondere zu beachten ist das Versa-
gen in Lasteinleitungs- oder Verbindungsstellen. Bild 2.8 gibt einen Überblick über 




durch unzureichende Biege- und Schubsteifigkeit 
Deckschichtknittern (nach innen oder außen möglich) 
durch unzureichende Kernstützung oder Verklebung 
 
Intrazelluläres Deckschichtbeulen 
bei großen Zellweiten und dünnen Deckschichten 
 
Kernschubversagen 
durch unzureichende Schubeigenschaften des Kerns 
 
Deckschichtbruch (unter Normal-, Schub- oder Biegelast) 
durch Überschreiten der Deckschichtfestigkeiten 
 
Lokale Eindrückung 
durch geringe Kerndruckfestigkeit, etwa bei Impact 
 
Deckschichtablösung (unter Zug-, Schäl- oder Knitterlast)
durch unzureichende Klebefestigkeit 
 
Insert-Versagen (unter Zug, Schub oder Torsion) 
durch unzureichende Verklebung oder Lastüberhöhung 
 
Kantenversagen (unter Biegung oder Schub) 
durch unzureichende Kantenverklebung oder mangelnde 
Steifigkeit sowie Festigkeit der Kantenverbindung 
Bild 2.8:  Versagensarten von Sandwichstrukturen mit Wabenkern 
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2.1.4  Berechnungsgrundlagen 
Wird das mechanische Verhalten einer Sandwichstruktur unter den Grundlastfällen 
einer Normalkraft-, Biege- oder Schubbelastung betrachtet, so ergeben sich folgende 
Spannungsverteilungen, wobei hier nur der Fall zweier Deckschichten gleicher Dicke 
und gleichen Werkstoffs behandelt wird, der in der Praxis am häufigsten vorkommt. 
Bei rein einachsiger Zug- oder Druckbelastung in der Sandwichebene bildet sich auf-
grund der unterschiedlichen Elastizitäten von Kern und Deckschichten die in Bild 2.9 
skizzierte Spannungsverteilung aus. Hierbei gilt: 
 xfxf E εσ ⋅=,    (2.1) 






=ε  und ffccffx tEtEtED 22 ≈+= , (2.3) 
wobei  nx die breitenbezogene Normalkraft und Dx die Dehnsteifigkeit ist [71]. 
Im Fall einer im Vergleich zur Deckschicht wesentlich geringeren Steifigkeit des 
Kerns (Ec tc << Ef tf) wird häufig die Kernnormalspannung vernachlässigt, so dass al-
lein die Deckschichten als lasttragend angesehen werden (Bild 2.9). 
 
 
Bild 2.9:  Spannungsverteilung einer normalkraftbeanspruchten Sandwichstruktur 
Der Normalspannungsverlauf unter einer Biegebelastung ist in Bild 2.10 illustriert, 
wobei gilt: 
 wzEz fxf ′′⋅⋅=)(,σ  (2.4) 
 wzEz cxc ′′⋅⋅=)(,σ  (2.5) 



























= . (2.6) 
my ist hierbei das breitennormierte Biegemoment und By die Biegesteifigkeit des 
Sandwichverbunds [71]. 
tf 




σc,x = 0 
Ec tc<< Ef tf 
z 




Auch hier kann die Normalspannungskomponente des Kerns aufgrund des wesentlich 
kleineren Elastizitätsmoduls (Ec << Ef) vernachlässigt und nur die Deckschicht als 
lasttragend betrachtet werden. Bei sehr dünnen Deckschichten (tf << tc) kann als wei-
tere Vereinfachung eine konstante Spannung über der Dicke angesetzt werden. 
 
 
Bild 2.10:  Spannungsverteilung einer biegebeanspruchten Sandwichstruktur 
Bild 2.11 zeigt den Schubspannungsverlauf unter der Wirkung einer Querkraft Q [71]. 


































zxcτ . (2.8) 
Mit der Annahme einer vernachlässigbar geringen Elastizität des Kerns (Ec << Ef) so-
wie sehr dünnen Deckschichten (tf << tc) lassen sich auch hier Vereinfachungen ab-
leiten, die zu einer konstanten Schubspannung im Kern und linear abfallenden 
Schubspannungen in den Deckschichten führen (Bild 2.11). 
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Die Schubverformungstheorie erster Ordnung (FSDT) nach Reissner/Mindlin [72] 
bzw. Whitney/Pagano [73] wird häufig für die Schalenmodellierung von Sandwich-
strukturen angewendet. Hierbei werden im Gegensatz zur klassischen Kirch-
hoff/Love-Theorie transversale Schubverformungen berücksichtigt, die bei Sand-
wichstrukturen einen großen Anteil der Gesamtverformung ausmachen können. Die 
Grundannahme der Schubverformungstheorie erster Ordnung besteht darin, dass die 
Normalspannung in Dickenrichtung als Null angenommen wird, und ein linearer An-
satz für die ebenen Verschiebungen über der Schalendicke gilt. Demzufolge wird 
auch eine konstante Schubverzerrung über der Schalendicke angesetzt, womit sich 
im Gegensatz zum tatsächlichen parabolischen Schubspannungsverlauf (Bild 2.11) 
unrealistische konstante Schubspannungen in jeder Einzelschicht einer Schale erge-
ben, was die Bedingung von verschwindenden Schubspannungen an den Schalen-
rändern und gleichen Schubspannungen an Einzelschichtübergängen verletzt [74], 
[75]. Um diesem unrealistischen Verhalten entgegenzuwirken, wurden Schubkorrek-
turfaktoren κ eingeführt, welche die transversalen Schubspannungen skalieren. Für 
homogene, isotrope Werkstoffe wird der Wert 5/6 verwendet, welcher jedoch nicht 
einfach auf anisotrope Schichtverbunde übertragbar ist. Der Schubkorrekturfaktor ist 
hier nicht leicht zu bestimmen und hängt von der Belastung, den Einspannbedingun-
gen, der Schalengeometrie und dem Schichtaufbau ab [74], [76]. In [77] wurde die 
Ungenauigkeit der Berechnungsergebnisse nach der FSDT für dicke Sandwichstruk-
turen herausgestellt. Wegen dieser Nachteile wurden Schubverformungstheorien 
höherer Ordnung [78]-[87] und schichtweise Theorien [88]-[93] entwickelt, die einen 
parabolischen Verlauf der transversalen Schubspannung abbilden und daher auf die 
Verwendung von Schubkorrekturfaktoren verzichten können. Schalenelemente auf 
Basis dieser Theorien setzen jedoch häufig C1-Stetigkeit der Ansatzfunktionen vor-
aus, die FSDT nur C0-Stetigkeit [75]. Oder sie verfügen über wesentlich mehr Frei-
heitsgrade und eine Diagonalisierung der Massenmatrix ist mit Problemen versehen, 
was ihrer Anwendung in expliziten FE-Programmen entgegensteht. In vielen Fällen, 
insbesondere dort, wo der Transversalschub eine untergeordnete Rolle spielt, kann 
die FSDT als guter Kompromiss zwischen Genauigkeit und Rechenaufwand für FE-
Berechnungen verwendet werden [94]. In kommerziellen expliziten FE-Codes neh-
men Schalenelemente, die auf der FSDT basieren, den mit Abstand größten Teil ein 
und sind heute der Stand der Technik.  




2.2 Numerische Analyse von Sandwichstrukturen 
Numerische Simulationsrechnungen auf Basis der Finite-Elemente-Methode (FEM) 
sind in der industriellen Produktentwicklung heutzutage zum Standard geworden. Sie 
erlauben nicht zuletzt dank immer weiter zunehmender Rechenleistungen eine im Ver-
gleich zu zeit- und kostenaufwändigen Versuchsreihen effizientere Ermittlung von De-
formationsvorgängen oder Spannungszuständen komplexer Strukturen unter beliebi-
gen nichtlinearen Randbedingungen. Die heute erreichbare Zuverlässigkeit von Finite-
Elemente-Analysen reduziert gerade im Bereich der kurzzeitdynamischen Crashausle-
gung im Transportwesen den Testaufwand realer Prototypen auf ein Minimum [95], [96].  
 
2.2.1  Grundlagen der Finite-Elemente-Methode 
Die Grundidee der FEM als numerisches Näherungsverfahren basiert auf der Diskre-
tisierung, d.h. Zerlegung eines Problemgebiets in eine Vielzahl einzelner Elemente. 
Über einfache Ansatzfunktionen auf Elementebene kann letztlich das Gesamtverhal-
ten komplexer Bauteilgeometrien beschrieben werden. Neben dieser örtlichen Dis-
kretisierung wird bei der Untersuchung von dynamischen Vorgängen auch eine zeitli-
che Diskretisierung vorgenommen, d.h. die Bewegungsgleichung 
 )()()()( extint tttt FFuDuM =+⋅+⋅ &&&  (2.9) 
wird zu diskreten Zeitpunkten innerhalb des betrachteten Zeitintervalls ausgewertet. 
Hierfür kann ein implizites oder explizites Zeitintegrationsverfahren angewendet wer-
den. Während implizite Verfahren aufgrund der typischen großen Zeitschrittweiten 
primär für statische bzw. langsam ablaufende Vorgänge benutzt werden und einer 
Gleichungslösung bedürfen (z.B. ANSYS, NASTRAN), arbeiten Programme für stark 
nichtlineare, hochdynamische Crash- oder Impactsimulationen mit einer expliziten 
Zeitintegration und diagonalisierter Massenmatrix (z.B. LS-DYNA, PAM-CRASH). 
Stellt man hierbei die Bewegungsgleichung 2.9 zum Zeitpunkt t um und berechnet 
nach der zentralen Differenzenmethode (Bild 2.12) Geschwindigkeiten und Verschie-
bungen, so ergeben sich die gesuchten Verschiebungen zum Zeitpunkt t+Δt [97]: 
 )( int,,ext
1
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Bild 2.12:  Prinzip des zentralen Differenzenverfahrens 
 
Mit Hilfe der berechneten Knotenverschiebungen wird die Geometrie aktualisiert. Aus 
den Verschiebungen und dem entsprechenden Zeitintervall ergeben sich weiterhin 
Dehnungen und Dehnraten auf Elementebene, die mit dem zu Grunde liegenden 
Materialgesetz zu Spannungen umgerechnet werden. Hieraus ergeben sich wieder-
um die konzentrierten Knotenkräfte, die unter Berücksichtigung der Randbedingun-
gen und der Masse zu Beschleunigungen führen, die nach dem oben aufgeführten 
Schema den Ausgangspunkt für die Berechnung von Geschwindigkeiten und Ver-
schiebungen für den nächsten Zeitpunkt darstellen. Dieses oder leicht abgewandelte 
Verfahren bilden die Grundlage kommerzieller expliziter Berechnungscodes. 
Die Stabilität und Effizienz dieser Methode hängen entscheidend von dem Zeitschritt 
Δt ab. Nach der Courant/Friedrich/Lewy-Stabilitätsbedingung muss der Integrations-
zeitschritt kleiner als die Durchgangszeit einer Materialschallwelle durch das kleinste 
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Die Wellenausbreitungsgeschwindigkeit c berechnet sich für Schalenelemente in LS-
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Hierbei wird deutlich, dass die Dichte ρ die Zeitschrittweite und damit die Berech-
nungszeit beeinflusst. Daher hat sich Massenskalierung als eine Technik etabliert, 
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realer Verlauf Ansatzfunktion 




um den Zeitschritt künstlich zu vergrößern und damit die Rechenzeit zu reduzieren, 
falls eine explizite Simulationssoftware für die Berechnung von langsamen oder gar 
quasi-statischen Vorgängen benutzt werden soll [100]. Diese Methode ist jedoch mit 
Vorsicht anzuwenden, da stets gewährleistet sein muss, dass die durch den Massen-
zuwachs resultierende kinetische Energie im System vernachlässigbar klein bleibt.  
Die mit einem expliziten Solver zu betrachtenden Problemstellungen können hohe 
Nichtlinearitäten aufweisen: 
• geometrische Nichtlinearitäten infolge großer Rotationen und Verformungen,  
• physikalische Nichtlinearitäten z.B. durch plastisches Materialverhalten, 
• Nichtlinearitäten infolge sich ändernder Randbedingungen beispielsweise durch 
Kontaktereignisse. 
Aufgrund ihrer numerischen Robustheit und des geringen Berechnungsaufwands 
haben sich im Bereich der kurzzeitdynamischen Simulation Elemente mit reduzierter 
Integration, auch Unterintegration genannt, etabliert, die im Gegensatz zur vollstän-
digen Integration nur über einen Integrationspunkt in der Elementmitte verfügen, an 
dem die Berechnung der Verzerrungen erfolgt. Mit dem Gewinn an Rechenzeit geht 
jedoch der Nachteil von möglichen Nullenergiemoden (Hourglassing) einher, die 
durch Algorithmen auf Basis von viskosen Spannungsüberlagerungen unterdrückt 
werden [98]. Alternativ können bei starkem Hourglassing Elemente mit vollständiger 
Integration, die jedoch Versteifungseffekte (Locking) aufzeigen können [101], oder 
mit selektiv reduzierter Integration verwendet werden [102], die kaum zu Hourglas-
sing- oder zu Locking-Effekten führen. Hierbei muss jedoch eine höhere Rechenzeit 
in Kauf genommen werden. 
 
2.2.2  Modellierungsansätze für Sandwichstrukturen 
Grundsätzlich gibt es mehrere FE-Modellierungsmöglichkeiten für Sandwichstruktu-
ren mit Wabenkern. Diese unterscheiden sich im Modellierungs- und Berechnungs-
aufwand, den abbildbaren Versagensarten und dem Detaillierungsgrad der Ergeb-
nisse. Welcher Ansatz gewählt wird, hängt stark von den Anforderungen an das Mo-
dell, der Modellgröße, der Belastungsart sowie anderen Faktoren wie z.B. der zur 
Verfügung stehenden Rechenleistung ab. Bild 2.13 gibt einen Überblick über die drei 
in der Praxis gebräuchlichsten Modellierungsansätze.  
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Mesomodell Homogenisierter Kern Schalenmodell 
 
Bild 2.13:  Modellierungsansätze für Sandwichstrukturen         
 
Mesomodelle basieren auf einer detaillierten Abbildung der Wabenstruktur mit Schalen-
elementen, oder im Bereich der Kern-Deckschicht-Verklebung, wo 3D-Effekte eine Rol-
le spielen, sogar mit Volumenelementen. Sie werden aufgrund der Möglichkeit, die Ver-
formungszustände der Zellwände genau abzubilden, insbesondere für Simulationen 
von Impact-Belastungen oder anderen lokalen Lasteinleitungen verwendet [103]-[105]. 
Da mit der großen Elementanzahl ein hoher Rechenaufwand einhergeht, besteht 
eine Alternative darin, den Kern zu homogenisieren und mit dreidimensionalen Kon-
tinuumselementen abzubilden (Shell-Solid-Shell-Ansatz) [106]-[111]. Diesen Elemen-
ten werden die effektiven mechanischen Eigenschaften zugewiesen, so dass sich die 
homogenisierte Kernstruktur in gleicher Weise wie die zelluläre Struktur verhält. 
Hierbei ist zu beachten, dass mit dieser Modellierung ein lokales Stabilitätsversagen 
des Wabenkerns nicht eindeutig dargestellt werden kann. 
Eine weitere Vereinfachung besteht darin, den gesamten Sandwichverbund innerhalb 
eines Schalenelements abzubilden (Layered Shell). Hierbei werden üblicherweise den 
einzelnen Integrationspunkten in Dickenrichtung des Elements die jeweiligen Material-
eigenschaften des Wabenkerns bzw. der Decklagen zugewiesen [112]-[116]. Dieser 
Ansatz wird aufgrund des geringen Rechenaufwands häufig für sehr große Modelle 
verwendet. Die Zahl der abbildbaren Versagensarten ist hierbei jedoch stark limitiert. 
Zusätzlich gilt diese Abbildung nur unter der Bedingung, dass der Verschiebungsver-
lauf über die Dicke linear ist, also ein Ebenbleiben der Querschnitte gewährleistet ist. 
Diese Bedingung wird jedoch gerade bei Sandwichstrukturen schnell verletzt. 
 
2.2.3  Verfügbare Materialmodelle 
Sämtliche numerischen Untersuchungen in dieser Arbeit wurden mit der kommerziel-
len expliziten FE-Software LS-DYNA [117] durchgeführt. Aus diesem Grund sollen im 




Folgenden zunächst die hierin verfügbaren Möglichkeiten für die Modellierung von 
Sandwichstrukturen mit FKV-Deckschichten und Wabenkern charakterisiert werden. 
LS-DYNA: 
Die Software LS-DYNA verfügt über eine umfangreiche Bibliothek an Materialmodel-
len für Verbundwerkstoffe, die sich primär in der Abbildung des Schädigungsverhal-
tens unterscheiden [118]. In der Praxis wird häufig das Modell MAT54 
(MAT_ENHANCED_COMPOSITE_DAMAGE) für Schalenelemente eingesetzt. Auf-
grund des implementierten Crashfront-Algorithmus [119] wurde es in [68], [99], [120]-
[127] vorwiegend für die Simulation von Crashabsorbern verwendet und weiterentwi-
ckelt. Für die Modellierung von FKV-Deckschichten in Sandwichstrukturen mit Wa-
benkern wurde es in [33], [105], [128]-[130] benutzt. Der Berechnungsansatz basiert 
auf einem linear-elastischen Werkstoffgesetz und der Verwendung von Versagens-
kriterien nach Chang/Chang [131]. Diese Kriterien unterscheiden ein Zug- und 
Druckversagen in Faser- und Matrixrichtung (Bild 2.14), wobei eine Interaktion zwi-






































































































































Bild 2.14:  Illustration von Zug- und Druckversagen in Faser- und Matrixrichtung         
1 1 1 1 
3 3 3 3 




       Faserzugversagen:        Faserdruckversagen:         Matrixzugversagen:         Matrixdruckversagen:
σ2 σ2
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Nach einem Versagenseintritt kann im Nachversagensbereich ein perfekt-plastisches 
Materialverhalten bis zu der definierten Bruchdehnung DFAILx eingestellt werden. 
Dies geht auf Untersuchungen von Hahn/Tsai [132] zurück, die feststellten, dass es 
zu besseren Übereinstimmungen mit Versuchsergebnissen von GF/EP kommt, wenn 
im Nachversagensbereich die Versagensspannung der UD-Schicht solange beibehal-
ten wird, bis das gesamte Laminat versagt hat, anstatt die Spannungen sofort auf 
Null zu setzen.  
Um übermäßig große Elementverformung im Nachversagensbereich zu vermeiden, 
welche die Rechenzeit und -stabilität negativ beeinflussen, können versagte Elemen-
te aus der Rechnung herausgelöscht (erodiert) werden. Dies geschieht bei MAT54, 
wenn ein definierter kritischer Zeitschritt TFAIL unterschritten wird oder alle einzelnen 
Elementschichten erodiert wurden. Eine Einzelschicht wird genau dann erodiert, 
wenn einer der DFAILx-Parameter oder die effektive Bruchdehnung EFS erreicht ist.  
Neben dem linear-elastischen Materialgesetz in MAT54 existiert in LS-DYNA mit 
MAT58 (MAT_LAMINATED_COMPOSITE_FABRIC) ein FKV-Materialmodell, welches 
auf der Kontinuumschädigungsmechanik basiert. Diese geht von einer kontinuierli-
chen Reduktion der Steifigkeit infolge zunehmender Mikromaterialschädigung aus, 
so dass schon bei kleinen Verformungen mit einem nichtlinearen Materialverhalten 
gerechnet wird [118]. Da dieses Werkstoffgesetz in der vorliegenden Arbeit nur in 
einer Vergleichsstudie zur Anwendung kam und schwerpunktmäßig MAT54 verwen-
det wurde, sei an dieser Stelle statt einer detaillierteren Vorstellung auf die weiterfüh-
rende Literatur verwiesen [119], [122]. 
Bei der Modellierung eines Verbundwerkstofflaminats, welches aus mehreren Einzel-
schichten besteht, wird in der Regel jede solche Einzelschicht mit einem Integrati-
onspunkt in Schalendickenrichtung abgebildet, dem jeweils eine Schichtdicke, ein 
Orientierungswinkel und ein Material zugewiesen werden muss.  
Auf diese Weise können neben FKV-Laminaten auch Sandwichstrukturen modelliert 
werden, wobei den Integrationspunkten, die den Sandwichkern abbilden, ein adäqua-
tes orthotropes Materialmodell zugewiesen werden muss. Hierbei ist aufgrund der 
Orthotropie eine zumindest näherungsweise Abbildung des Kernverhaltens mit 
MAT54 möglich. Da bei Schalenelementen definitionsgemäß keine Normalspannun-
gen in Dickenrichtung berechnet werden und der Kern einer Sandwichstruktur in der 




Schalenebene üblicherweise nicht über den elastischen Bereich hinaus beansprucht 
wird, sind die Transversalschubspannungen τTL und τTW die einzigen Belastungen, für 
die ein Versagenskriterium berücksichtigt werden müsste. In LS-DYNA ist jedoch 
kein Materialmodell für Schalenelemente verfügbar, das diese Möglichkeit bietet. 
Soll ein Sandwichverbund mit homogenisierten Volumenelementen für den Waben-
kern modelliert werden, so existiert hierfür in LS-DYNA neben dem Materialmodell 
MAT26 (MAT_HONEYCOMB) das weiterentwickelte Modell MAT126 (MAT_MODI-
FIED_HONEYCOMB). Die Spannungsberechnung dieses orthotropen Modells ba-
siert auf der Eingabe von drei Normalspannungs-Dehnungs-Kurven und drei 
Schubspannungs-Schubverzerrungs-Kurven in den drei Materialrichtungen L, W und 
T, wobei sämtliche Spannungen völlig voneinander entkoppelt sind (ν = 0) [133]. Ver-
gleichbare Materialmodelle existieren auch in der Software RADIOSS (MAT28 und 
MAT68) [134]-[136] sowie PAM-CRASH (MAT41) [137], wobei bei letzterem die 
Spannungs-Dehnungs-Kurven lediglich durch Geraden angenähert werden [17]. Um 
Dehnrateneffekte in MAT126 abzubilden, kann tabellarisch ein Skalierungsfaktor λ in 
Abhängigkeit der effektiven Dehnrate definiert werden, welcher die Spannungskur-
ven skaliert. Bei der Spannungsberechnung zu jedem Zeitschritt wird die Spannung 
des vorigen Zeitschritts zugrunde gelegt und mit dem Produkt des Dehnungsinkre-
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Im Folgenden wird jeder neu berechnete Wert des Spannungstensors mit den defi-
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Um bei dieser konstitutiven Berechnung den gesamten Spannungsbereich der defi-
nierten Spannungs-Dehnungs-Kurven abbilden zu können, muss bei der Definition 
der Moduln die maximale Steigung der jeweiligen Kurve gewählt werden. Diese liegt 
gerade bei Druckbelastung nicht im linear-elastischen Anfangsbereich, sondern im 
Kompaktierungsbereich vor. 
Das Materialmodell MAT126 wurde in [138]-[146] für die Modellierung von deformier-
baren Barrieren aus Aluminium-Honigwaben in Fahrzeug-Crashtests sowie in [147] 
für einen Energieabsorber aus Papierwaben für Fallschirmabwurfladungen benutzt. 
Als Kernmaterial in Sandwichstrukturen wurde MAT126 in [148]-[152] primär für Im-
pact-Simulationen verwendet.  
Für die Modellierung der Kern-Deckschicht-Verbindung und im Speziellen der Ablö-
sung stehen in LS-DYNA sowohl Kontaktformulierungen mit Versagenskriterien 
(CONTACT_TIEBREAK) als auch spezielle Interface-Elemente auf Basis von Kohä-
sivzonenmodellen zur Verfügung.  
 
Benutzerdefinierte Elementtypen und Materialmodelle: 
Obwohl kommerzielle FE-Codes weitreichende Bibliotheken an Elementtypen und 
Materialmodellen anbieten, um das konstitutive Verhalten eines großen Teils indus-
triell relevanter Strukturen in mathematischen Modellen abbilden zu können, sind die 
Möglichkeiten gerade für äußerst komplexe orthotrope und inhomogene Strukturen 
wie Sandwichverbunde oftmals dennoch begrenzt. Aus diesem Grund ist es wissen-
schaftliche Praxis, neue und erweiterte benutzerdefinierte Modelle auf Element- und 
Materialebene zu entwickeln. In diesem Rahmen wurden für die Abbildung von 
Sandwichstrukturen einige Schalenelemente hergeleitet, welche das Verformungs-
verhalten unter besonderer Berücksichtigung der Querschubverformung des Kerns 
abbilden sollen [153]-[159]. Derartige Elementtypen mit teilweise höherer Ansatzord-
nung sind jedoch in der Regel nicht ohne weiteres in kommerzielle Simulationscodes 
zu implementieren und benötigen einen deutlich höheren Rechenaufwand, der für 
explizite Berechnungen hochdynamischer Vorgänge in der Regel nicht vertretbar ist.  
Aus diesem Grund besteht ein alternativer Ansatz darin, die vorhandenen einfachen 
Elementtypen zu verwenden und die Charakteristika von Sandwichstrukturen nicht 




auf der Elementebene, sondern im Rahmen eines benutzerdefinierten Materialmo-
dells umzusetzen. Kommerzielle dynamische FE-Codes wie LS-DYNA, PAM-CRASH 
oder ABAQUS bieten hierfür benutzerfreundliche Schnittstellen, um eigens pro-
grammierte Materialmodelle in Berechnungen zu integrieren. Tanov und Tabiei [160]-
[162] verfolgten diesen alternativen Ansatz und entwickelten ein Materialmodell für 
Schalenelemente in LS-DYNA, welches eine Sandwichstruktur mit orthotropem Kern- 
und Deckschichtmaterial homogenisiert. Hierbei wurde der Schichtaufbau nicht über 
eine Diskretisierung im FE-Netz repräsentiert, sondern alleine in der konstitutiven 
Beziehung berücksichtigt. Versagensarten oder ein Nachversagensverhalten wurden 
jedoch nicht implementiert. Aitken [163], [164] entwickelte auf Basis von Impact-
Studien ein Kontinuumschädigungsmodell für Nomex®-Honigwaben, das die Steifig-
keit in T-Richtung im Nachversagensbereich für Entlastungen und erneute Belastun-
gen degradiert und als benutzerdefiniertes Modell im Code LUSAS implementiert 
wurde. Mohr [165], [166] erstellte ein benutzerdefiniertes 3D-Materialmodell für Alu-
minium-Honigwaben in ABAQUS, welches die Interaktion von Querschub- und Nor-
malspannungen auf Grundlage von biaxialen Materialprüfungen berücksichtigt. Xue 
und Hutchinson [167] entwickelten ein ähnliches Kontinuumsmodell für metallische 
Rechteckwaben in ABAQUS, um Dehnrateneffekte und die Interaktion von Schub-
spannungen bei einem Crushing in Dickenrichtung zu berücksichtigen.  
Bei all diesen Materialmodellen für Wabenkerne steht die Abbildung eines Crushing-
Versagens in Dickenrichtung im Mittelpunkt, was bei Sandwichstrukturen in der Re-
gel nur durch lokale Lasten wie etwa bei einem Impact entsteht und damit oftmals ein 
Sonderfall ist. Bei einer allgemeinen Strukturverformung einer Konstruktion in Sand-
wichbauweise sind aber Schubverformungen die dominierende Belastung des Kerns. 
Beim Erreichen der Schubfestigkeit kommt es dabei zu einem Schubversagen, wel-
ches in den experimentellen Untersuchungen in Kapitel 5.1.1 und 5.2.1 sowie in Ka-
pitel 5.2.2  beobachtet wurde und hiermit ebenfalls eine bedeutsame Versagensart 
des Kerns darstellt. 
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3 Charakterisierung des mechanischen Verhaltens von Honig-
waben und Faltwaben 
 
Die numerische Analyse von Sandwichstrukturen mit Wabenkern erfordert genaue 
Kenntnisse bezüglich des mechanischen Verhaltens der Kernstruktur. Hierbei wer-
den unter mechanischem Verhalten sowohl die Deformations- und Versagensme-
chanismen der Zellwände unter Normal- oder Schubbelastung als auch die resultie-
renden mechanischen Effektivkennwerte verstanden, die nicht zuletzt für eine homo-
genisierte Modellierung der zellulären Struktur als Kontinuum erforderlich sind. Auf-
grund der Hauptaufgaben des Sandwichkerns, Schubbelastungen zwischen den 
Deckschichten sowie transversale Drucklasten zu tragen, beschränken sich die 
Kennwerte, welche in Datenblättern zu finden sind, in der Regel auf Transversal-
schubsteifigkeiten und -festigkeiten sowie Druckfestigkeiten in Dickenrichtung. Da in 
einem 3D-Materialmodell wie MAT_HONEYCOMB in LS-DYNA jedoch die vollstän-
digen Spannungs-Dehnungs-Beziehungen in allen Materialrichtungen, einschließlich 
der Druck- und Zugeigenschaften in der Wabenebene, definiert werden müssen, und 
ein Auslassen zu numerischen Instabilitäten führt, wurden in dieser Arbeit auch diese 
Materialeigenschaften betrachtet. Es wurden drei unterschiedliche Methoden unter-
sucht, auf welche Weise Wabenkerne hinsichtlich ihrer effektiven mechanischen Ei-
genschaften charakterisiert werden können (Bild 3.1). Hierbei wurden sowohl unter-
schiedliche Nomex®-Honigwaben als auch verschiedenartige Faltwaben untersucht.  
 
 
Bild 3.1:  Drei Methoden zur Bestimmung der mechanischen Effektivkennwerte von 
Wabenkernen: experimentell, numerisch und analytisch 
Mechanische Effektivkennwerte 
































Experimentelle Versuchsreihen sind hierbei das übliche Vorgehen zur Bestimmung 
effektiver Spannungs-Dehnungs-Beziehungen und wurden in zahlreichen Studien für 
Honigwaben [168]-[172] und selbst für Faltwaben [173], [174] dokumentiert.  
Derartige Versuchsreihen können durch Probenvorbereitung, lange Versuchszeiten 
aufgrund quasi-statischer Lastraten und nicht zuletzt durch hohe Probenanzahlen 
sehr zeit- und kostenaufwändig sein, weshalb schon seit der Anfangszeit der Verbrei-
tung von Wabenkernen analytische Ansätze entwickelt wurden, um auf einfache 
Weise die mechanischen Kennwerte von Waben unterschiedlicher Geometrien ab-
schätzen zu können [175]-[177].  
Die numerische Methode im Sinne einer Durchführung virtueller Materialprüfungen 
durch dynamische Simulationsrechnungen an fein vernetzten Mesomodellen ist auf-
grund der hohen erforderlichen Rechenleistung erst in jüngster Zeit aufgekommen. 
Da hiermit eine detaillierte Untersuchung der Zellwandverformungsmechanismen 
ermöglicht wird und in diesem Bereich bislang wenige Arbeiten durchgeführt wurden 
– in [17], [165] wurden grundlegende Untersuchungen an Aluminium-Honigwaben-
modellen sowie in [178], [179] an Nomex®-Honigwaben angestellt – wurde dieser 
Ansatz in dieser Arbeit besonders intensiv verfolgt.  
 
3.1 Experimentelle Methode 
Neben der grundlegenden Ermittlung der effektiven Spannungs-Dehnungs-
Beziehungen stand bei den folgenden experimentellen Untersuchungen auch primär 
die Erfassung der Verformungs- und Versagensmechanismen der Waben unter 
Normal- und Schubbelastung im Vordergrund, um ein Verständnis für das Material-
verhalten und Notwendigkeiten für die Materialmodellierung abzuleiten. 
 
3.1.1 Honigwaben 
Nachstehende Nomex®-Honigwabenkerne nach ABS5035 [180], welche als Stan-
dardmaterialien in Sandwichstrukturen im Bereich der Flugzeugkabine anzusehen 
sind, wurden im Rahmen dieser Arbeit untersucht: 
• Zellweite 3,2 mm hexagonal, Dichte 29 kg/m³, nach WL 5.3650.1 [181] 
• Zellweite 3,2 mm hexagonal, Dichte 48 kg/m³, nach WL 5.3650.4 [181] 
• Zellweite 4,8 mm überexpandiert, Dichte 48 kg/m³, nach WL 5.3653.1 [182]  
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Für die Versuchsreihe wurden Waben vom Typ Cormaster C1-3.2-29, C1-3.2-48 und 
C1-4.8-48ox des Herstellers Schütz mit einer Dicke von 15 mm verwendet (Bild 3.2). 
Sämtliche Waben bestehen aus Nomex® T412-Papier und wurden während der Her-
stellung in zwei Tauchgängen mit Phenolharz imprägniert. Die im Folgenden ermittel-
ten Materialkennwerte der Honigwaben sind in Anhang A1 zusammengefasst. 
 
Bild 3.2:  Untersuchte Nomex®-Honigwaben: a) C1-3.2-29 (hexagonal), b) C1-3.2-48 
(hexagonal), c) C1-4.8-48ox (überexpandiert) 
 
3.1.1.1 Druckeigenschaften 
Die Druckeigenschaften wurden im Rahmen von quasi-statischen Versuchen an ei-
ner Instron Prüfmaschine ermittelt. Es wurden Druckversuche sowohl in Dickenrich-
tung (T-Richtung) als auch in der Wabenebene (L- und W-Richtung) bis in den Be-
reich großer Verformungen durchgeführt. Die Druckversuche in T-Richtung nach DIN 
53291 [183] wurden jeweils mit und ohne aufgeklebte Deckschichten umgesetzt, wo-
bei die Einspannbedingungen des Kerns mit Deckschichten der Sandwichanwen-
dung entsprechen und daher im Folgenden eingehender betrachtet werden (Bild 3.3).  
 
Prüfart: Druckversuch in T-Richtung 




Schütz Cormaster C1-3.2-29 
Schütz Cormaster C1-3.2-48 
Schütz Cormaster C1-4.8-48ox




Bild 3.3:  Prüfbedingungen der Druckversuche an Wabenproben in T-Richtung 
a                                           b                                           c 




Bild 3.4 und Bild 3.5 zeigen die resultierenden technischen Druckspannungsverläufe 
der drei Wabentypen, wobei jeweils die Mittelwertkurven aus den gut reproduzierba-
ren Einzelkurven gebildet wurden. Wird aus strukturmechanischer Sicht das 
Versagensverhalten analysiert, so lassen sich die Kurven in sechs Bereiche eintei-
len: Nach Setzeffekten und Ausgleichen von Unparallelitäten zu Versuchsbeginn 
(Bereich ?) werden in einem annähernd linear-elastischen Bereich die Zellwände auf 
Druck beansprucht (Bereich ?) bis sich in den Zellwänden ein kurzwelliges Beulmus-
ter einstellt. Da bei Platten auch nach dem Beulen noch eine weitere Laststeigerung, 
wenn auch mit geringerer Steifigkeit, erfolgen kann [184], verläuft die Spannungs-
Dehnungs-Kurve hier degressiv (Bereich ?). Der endgültige Spannungsabfall auf 
etwa die Hälfte des Spannungsniveaus tritt dann ein, wenn sich in den Zellwänden in 
zufälliger Höhe im mittleren Probenbereich die erste Faltung bildet (Bereich ?). Die-
ser Abfall ist deswegen nicht steiler, weil der Faltungsbeginn nicht schlagartig in allen 
Zellen gleichzeitig geschieht, sondern die Zellwände nacheinander ihre Tragfähigkeit 
verlieren. Im Folgenden findet eine kontinuierliche Faltung der Zellwände unter einer 
annähernd konstanten Plateauspannung statt (Bereich ?), bis die zelluläre Struktur 
soweit komprimiert ist, dass die gefalteten Zellwände in einem Kompaktierungsbe-





























Bild 3.4:  Druckspannungs-Stauchungs-Diagramm bis 6% Dehnung sowie Zellwand-
verformung einer hexagonalen Honigwabe unter Drucklast in T-Richtung  
? ? ? ? ?























Bild 3.5:  Nomex®-Waben: Druckspannungs-Stauchungs-Diagramm in T-Richtung  
 
Für die Druckversuche in L- und W-Richtung existieren keine Prüfnormen, und ver-
gleichbare Versuche sind lediglich für Aluminium-Honigwaben [17], [172], [185]-[188] 
und Thermoplastwaben [189], [190], jedoch nicht für Nomex®-Honigwaben dokumen-
tiert. Die Probenabmessungen wurden derart gewählt, dass ein Ausknicken der Pro-
be unter Drucklast ausgeschlossen werden kann (Bild 3.6). Die resultierenden tech-
nischen Druckspannungs-Stauchungs-Diagramme zeigt Bild 3.7. Im Allgemeinen 
zeichnen sich auch hier wie in T-Richtung die charakteristischen Bereiche linear-
elastischer Anfang, Plateauspannung und Kompaktierung ab. 
 





Schütz Cormaster C1-3.2-29 
Schütz Cormaster C1-3.2-48 
Schütz Cormaster C1-4.8-48ox




Bild 3.6:  Prüfbedingungen der quasi-statischen Druckversuche an Honigwaben in 
L- und W-Richtung 




Ein Spannungsmaximum gibt es im Gegensatz zu dem Druckspannungsverlauf in 
Dickenrichtung nicht, da hier kein Scheibenbelastungszustand existiert, sondern Bie-
gezustände dominieren. Derartige Zellwandbiegeverformungen führen zu einem li-
near-elastischen Anfangsbereich, in dem auch die Elastizitätsmoduln bestimmt wur-
den. Im Plateaubereich kommt es bis zur Kompaktierung entweder zu einem homo-
genen Zusammenfalten (L-Richtung) oder inhomogenen Kollabieren (W-Richtung) der 
Zellen. Die Zellwandverformungen als Bildfolgen sind im Anhang A2 zu finden. Detail-







































Bild 3.7:  Druckspannungs-Stauchungs-Diagramme von Nomex®-Honigwaben in   
a) L-Richtung und b) W-Richtung 
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Die Bestimmung der Querkontraktionszahlen der Honigwaben erfolgte zum einen 
durch Querdehnungsmessung während der Druckversuche und zum anderen durch 
die Vermessung der antiklastischen Krümmung nach ASTM D6790 [192]. Mit letzte-
rer Methode ergaben sich exemplarisch für die Wabe C1-3.2-29: 
 81,0=LWν  68,0=WLν . 
Diese Werte gelten jedoch höchstens für kleine Deformationen. Während der Druck-
versuche in Wabenebene zeigte sich, dass die Querkontraktionszahlen nicht kon-
stant sind, sondern vielmehr bei steigender Komprimierung stetig abnehmen und im 
Fall von νLW selbst in den negativen Bereich kommen, d.h. die Probe zieht sich in 
Querrichtung zusammen (Bild 3.8). Die Ursache hierfür liegt in der Zellstruktur und 
Zellengeometrie. Bei höheren Stauchungen treten Zellverformungen auf, welche die-
ses Zusammenziehen der Probe hervorrufen (Bild 3.9). Dieses Verhalten stellt sich 





























Bild 3.8:  Messwerte der Querkontraktionszahlen in Wabenebene νLW (links) und 
νWL (rechts) in Abhängigkeit der Stauchung 
 
Bild 3.9:  Variierende Querkontraktionseffekte aufgrund der Zellverformung unter 
Drucklast in L-Richtung 
Ausgangszustand:        Seitliches Ausdehnen:   Seitliches Zusammenziehen: 
                                                    ν > 0                                    ν < 0     




Die Querkontraktionszahlen im Zusammenhang mit Verformungen in Dickenrichtung 
sind gemäß Versuchsbeobachtungen nahezu Null, d.h. weder kam es bei einem 
Druckversuch in T-Richtung aufgrund der Wabenzellstruktur zu einer Ausdehnung in 
Wabenebene, noch kam es bei Druckversuchen in L- oder W-Richtung zu einer Aus-
dehnung in Wabendickenrichtung. Somit sind: 
 0≈TLν  0≈LTν  0≈TWν  0≈WTν .  
 
3.1.1.2 Zugeigenschaften 
Zugbelastungen des Wabenkerns in T-Richtung können an Lasteinleitungsstellen 
oder bei ebener Druckbelastung der Sandwichstruktur entstehen. Um das Zugverhal-
ten zu charakterisieren wurden daher quasi-statische Prüfungen nach DIN 53292 
[193] durchgeführt (Bild 3.10). Dabei wurden die Wabenproben zwischen zwei Zug-
platten geklebt und die Zuglast verspannungsfrei aufgebracht. Sämtliche Proben ver-
sagten zufriedenstellend in der Wabe und nicht in der Verklebung. Die resultierende 
Spannungs-Dehnungs-Kurve ist rein linear-elastisch bis zum Zugversagen. Mit Hilfe 
dieser Daten kann die vollständige Spannungs-Dehnungs-Beziehung für Zug und 
Druck in Bild 3.11 aufgestellt werden. Die niedrigere Steifigkeit im Fall einer Zugbe-
lastung im Vergleich zur Druckbelastung liegt möglicherweise an der Elastizität der 
Verklebung, welche das Messergebnis beeinflusst haben kann. 
 
Prüfart: Zugversuch an Kernverbunden 
senkrecht zur Deckschichtebene 
Prüfnorm: DIN 53292 
Probenmaterial: Nomex®-Honigwaben:  
Schütz Cormaster C1-3.2-48 
Probengeometrie: 50 mm x 50 mm x 15 mm 
Prüfgeschwindigkeit: 1 mm/min 
 
Bild 3.10:  Prüfbedingungen der quasi-statischen Zugversuche an Wabenproben in 
T-Richtung 























Bild 3.11:  Vollständige Spannungs-Dehnungs-Kurve für Druck und Zug in T-Richtung 
 
Für die Bestimmung der Zugeigenschaften in der Wabenebene wurde die Norm NF 
L19-110 [194] herangezogen, welche die Knotenfestigkeit einer Wabe als Qualitäts-
prüfung ermittelt (Bild 3.12). Vergleichbare Zugversuche in L- und W-Richtung nach 
ASTM C363 [195] sind in [185] an Aluminiumwaben und in [196] an Nomex®-Waben 
mit einer Zellweite von 13 mm dokumentiert. In [163] wurden die gleichen Nomex®-
Waben C1-3.2-48 wie in dieser Arbeit getestet, jedoch nur bis zu einer Dehnung von 
10%, wo noch kein Versagen aufgetreten ist.  
Die hier vorgestellten Versuche wurden auf der Prüfapparatur des Wabenherstellers 
Schütz in Selters durchgeführt und bis in den Nachversagensbereich, d.h. bis zu 
großen Verformungen gefahren. Die Ergebniskurven sind auch hier für die Wabe C1-
3.2-48 zusammen mit den Druckkurven in Bild 3.13 dargestellt, um die Wabe voll-
ständig zu charakterisieren. Hierbei zeichnen sich die Zugkurven durch einen pro-
gressiven Verlauf bis hin zur Zugfestigkeit aus und weisen bei fortschreitendem Zer-
reißen abfallende Spannungen auf. In L-Richtung ergibt sich eine wesentlich höhere 
Zugfestigkeit, da hier das Zellwandpapier gestreckt wird, während in W-Richtung 
primär die Verklebung der Zellwände belastet wird. 




Prüfart: Bestimmung der Knotenfestigkeit von 
Wabenproben im Zugversuch 
Prüfnorm: NF L 19-110A8 
Probenmaterial: Nomex®-Honigwaben:  
Schütz Cormaster C1-3.2-48 
Proben-
geometrie: 










































Bild 3.13:  Vollständige Spannungs-Dehnungs-Kurve für Druck und Zug in a) L-
Richtung und b) W-Richtung 
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Die quasi-statischen Transversalschubeigenschaften in TL- und TW-Ebene wurden 
nach DIN 53294 [197] bestimmt, wobei die Wabenproben jeweils zwischen zwei 
Schubplatten aus Stahl geklebt und abgeschert wurden (Bild 3.14). Die effektiven 
Schubspannungs-Schubverzerrungs-Diagramme zeigen zunächst einen elastischen 
Anstieg. Hier stellt sich als Stabilitätsversagen ein Schubbeulmuster in den Zellwän-
den ein (Bild 3.15), wodurch die Kurvensteigung abnimmt. Das eigentliche Schubver-
sagen als Kurvenmaximum geschieht durch einen irreversiblen Zellwandbruch. Die 
Spannung fällt hier stark ab und bleibt im weiteren Verformungsbereich nahezu kon-
stant (Bild 3.16). Dieser Nachversagensbereich ist durch ein Risswachstum unter ei-
nem Winkel von annähernd 45° geprägt. Durch die Zugstreckung der restlichen in-
takten Waben kann die Spannung noch einmal geringfügig ansteigen, bevor sie nach 
einem gesamten Riss durch den Kern abfällt. Das Verhalten in TL- und TW-Ebene ist 
qualitativ sehr ähnlich, wobei das Spannungsniveau in TL-Ebene annähernd doppelt 
so hoch ist, da hier die Zellwände genau parallel zur Lastrichtung orientiert sind. 
Prüfart: Schubversuch an Kernverbunden 
Prüfnorm: DIN 53294 
Probenmaterial: Nomex®-Honigwaben:  
Schütz Cormaster C1-3.2-29 
Schütz Cormaster C1-3.2-48 
Schütz Cormaster C1-4.8-48ox 
Probengeometrie: 200 mm x 50 mm x 15 mm 
Prüfgeschwindigkeit: 2 mm/min  
Bild 3.14:  Prüfbedingungen Schubversuche in TL- und TW-Ebene 
 
 
Bild 3.15:  Zellwandverformung einer überexpandierten Wabe beim Schubversuch in 
TL-Ebene: a) unbelastet, b) Schubbeulen, c) Nachversagensbereich 
Schubbeulen 
a                                            b                                            c 












































Bild 3.16:  Nomex®-Honigwaben: Schubspannungs-Schubverzerrungs-Diagramm in 
a) TL-Ebene und b) TW-Ebene 
 
Für die Prüfung des Schubverhaltens in Wabenebene (LW-Ebene) existiert keine 
Norm, und derartige Versuche sind in der Literatur auch sehr selten beschrieben, da 
die Schubeigenschaften in Wabenebene häufig vernachlässigt werden. Während in 
[172] ein Double-Lap Schubversuch realisiert wurde, haben Albracht et al. in [198] 
die Rail-Shear-Methode [199] von FKV für die Prüfung von Honigwaben adaptiert. 
Diese Methode wurde auch in dieser Arbeit benutzt. Um jedoch die in [198] doku-
mentierten Schwierigkeiten bei der Fixierung der Wabenprobe in der Prüfvorrichtung 
zu umgehen, wurden die Randbereiche vollständig mit Kernfüllmasse auf Epoxid-
harzbasis aufgefüllt und anschließend mit Durchgangslöchern versehen (Bild 3.17). 















              
b 
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Die resultierenden Schubspannungs-Schubverzerrungs-Kurven sind in Bild 3.18 dar-
gestellt. Der linear-elastische Anfangsbereich, in dem der Schubmodul bestimmt 
werden kann, ergibt sich aus der elastischen Biegeverformung der Zellwände. Eine 
zugehörige Bildfolge ist im Anhang A2 abgebildet. Bei weiterer Schubverformung 
richten sich die Zellwände einheitlich aus, und sobald sie gestreckt werden, steigt die 
Spannung steil an. Es entwickelt sich eine Zugbelastung der Zellwände bis die erste 
Zellwandreihe reißt. Im weiteren Versuchsverlauf werden weitere Zellwandreihen 
gestreckt und reißen, wodurch sich die Maxima erklären. 
 
Prüfart: Schubversuch nach der Rail-Shear-
Methode 
Prüfnorm: ASTM D4255  
Probenmaterial: Nomex®-Honigwaben:  
Schütz Cormaster C1-3.2-29 
Schütz Cormaster C1-3.2-48 
Schütz Cormaster C1-4.8-48ox 
Proben-
geometrie: 




























Bild 3.18:  Schubspannungs-Schubverzerrungs-Diagramm in LW-Ebene 




3.1.1.4 Einfluss der Lastgeschwindigkeit 
Dass Honigwaben einen Dehnrateneffekt bei Druckversuchen in Dickenrichtung (T-
Richtung) aufweisen, d.h. es bei hohen Lastgeschwindigkeiten zu einer Erhöhung der 
Plateauspannung und damit der Energieaufnahmefähigkeit kommt, konnte bereits für 
Aluminiumwaben nachgewiesen werden. In [200] betrug die Zunahme des Span-
nungsniveaus im Vergleich zu quasi-statischen Versuchen 10% (Fallturm, 200 s-1), in 
[201] 15% (Fallturm, 100 s-1), in [144], [202], [203] 20% (Fallturm, 40 s-1), in [204] 
33% (Gaskanone, 1000 s-1), in [205] 40% (Hopkinson-Prüfstand, 800 s-1) und in 
[206]-[208] 50% (Gaskanone, 2000 s-1). Der Dehnrateneffekt von Nomex®-Honig-
waben unter Druckbelastung in Dickenrichtung wurde von Goldsmith und Sackman 
[207], [208] mit Hilfe von Gaskanonenversuchen untersucht. Die Spannungszunah-
me betrug hier 10% im Vergleich zu quasi-statischen Werten. Auch Aitken [163] hat 
eine geringfügige Zunahme dokumentiert, obwohl hier nur dynamische Versuche im 
mittleren Dehnratenbereich von 5 s-1 durchgeführt wurden. 
Der Dehnrateneffekt bei Druckversuchen in der Wabenebene (L- und W-Richtung) 
wurde für Aluminiumwaben in [209] (Fallturm, 66 s-1, 30% Spannungserhöhung), 
[210] (100 s-1) und [211], [212] (Fallturm, 500 s-1) untersucht. Dynamische Druckver-
suche in L- und W-Richtung an Polycarbonat-Honigwaben sind in [189] dokumentiert, 
wobei auch hier eine Zunahme des Spannungsniveaus beobachtet wurde. Derartige 
Versuche an Nomex®-Honigwaben sind in der Literatur nicht zu finden. 
Den Einfluss der Lastrate bei Transversalschubbelastungen (TL- und TW-Ebene) hat 
als einzige ermittelbare Literaturstelle Feichtinger [213] an Aluminium- und Nomex®-
Waben untersucht (Fallturm, 0,67 s-1 und 385 s-1). Dabei verzeichnete er für die No-
mex®-Waben eine Zunahme sowohl der Schubfestigkeit als auch der Schubsteifigkeit 
in TL- und in TW-Ebene von mehr als 100% bei der höchsten getesteten Lastrate. 
Um den Dehnrateneffekt der hier behandelten Nomex®-Honigwaben C1-3.2-48 und 
C1-4.8-48ox vollständig zu charakterisieren, wurden sämtliche Druck- und Schubver-
suche in allen drei Materialrichtungen nicht nur quasi-statisch (1,5 mm/min, 0,001 s-1), 
sondern auch dynamisch durchgeführt. Für den mittleren Dehnratenbereich wurde 
hierfür die höchste Verfahrgeschwindigkeit der Universalprüfmaschine verwendet 
(300 mm/min, 0,1-0,5 s-1). Diese Verfahrgeschwindigkeit wird von der Maschine be-
reits nach 0,15 s oder einem Verfahrweg von 0,5 mm erzielt. Die Festigkeit der Probe 
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wird erst später erreicht, so dass annähernd der gesamte Versuchsverlauf unter ei-
ner konstanten Dehnrate abläuft. Die Druckversuche wurden zudem im höheren 
Dehnratenbereich (0,8-4,5 m/s, 10-300 s-1) an einem Fallturmprüfstand der Institut für 
Verbundwerkstoffe GmbH (IVW) in Kaiserslautern durchgeführt. 
Bild 3.19 zeigt ausgewählte Spannungskurven der hexagonalen Wabe C1-3.2-48 bei 
unterschiedlichen Dehnraten. Die Ergebnisse der überexpandierten Wabe C1-4.8-
48ox sind im Anhang A3 zusammengefasst. Die Zunahme der Spannungsniveaus 
und auch der Festigkeiten im mittleren Dehnratenbereich von 0,1-0,5 s-1 liegt bei 
knapp unter 10%. Bei den Fallturmversuchen zeigten sich noch höhere Dehnratenef-
fekte, wobei die Plateauspannungen bei Druckbelastung in Wabenebene um 15-33% 
und senkrecht zur Wabenebene um 10-15% zunahmen. Der Einfluss der Dehnrate 
auf die Plateauspannung im Druckversuch ist in Bild 3.20 anhand eines Dehnraten-
diagramms dargestellt. Mit Ausnahme zweier Datenpunkte zeigt sich eine monotone 
Zunahme der Spannungsniveaus bei steigenden Lastraten, d.h. bei hochdynami-
schen Lastfällen kann der Kern mehr Energie absorbieren. Der Einfluss auf den Elas-
tizitätsmodul und die Druckfestigkeit konnte nicht eindeutig quantifiziert werden, da 
die Datenfilterung der schwingungsbehafteten Messwerte mit SAE 300 bzw. SAE 
500 Filtern einen großen Einfluss auf das Spannungsmaximum hatte. 
In [205], [214]-[216] heißt es für Aluminiumwaben, dass Trägheitseffekte der Zell-
wände die Spannungszunahme hervorrufen, da der Aluminiumwerkstoff an sich kei-
nen Dehnrateneffekt in dem vorliegenden Lastratenbereich aufweist und dies daher 
als Begründung ausgeschlossen werden kann. Andere Erklärungen gehen von dem 
Einfluss der eingeschlossenen Luft in den Zellen aus [144], [147], [172]. In dieser 
Arbeit konnte dies jedoch nicht bestätigt werden, da der Dehnrateneffekt bei Proben 
ohne Deckschichten, bei denen die Luft besser aus den Zellen entweichen kann, so-
gar größer als bei Proben mit aufgeklebten Deckschichten war. Vielmehr bestätigte 
sich auch hier, dass die Zellwandträgheiten der zellulären Struktur den Dehnratenef-
fekt hervorrufen. Dies zeigte sich dadurch, dass die Spannungszunahme bei den 
Lastfällen am größten ist, in denen große lokale Biege- oder Rotationsphänomene 
der Zellwände auftreten, wo Trägheitseffekte dominieren. Weiterhin dürfen bei der 
kurzzeitdynamischen Belastung im Vergleich zum statischen Versuch Wellenausbrei-
tungsphänomene nicht außer Acht gelassen werden. 
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Bild 3.20:  Einfluss der Dehnrate auf die Plateauspannung bei Druckbelastung 
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Es wurden folgende zwei Faltwabentypen untersucht, die sich sowohl in ihrer Geomet-
rie und ihrem Material als auch ihrem Fertigungsprozess unterscheiden (Bild 3.21): 
• CFK-Faltwabe, Dichte 102 kg/m³, hergestellt aus CF/EP-Prepreg [0°/90°/0°] 
in einem diskontinuierlichen Prozess (KSTU Kazan, Russland) 
• Aramidpapier-Faltwabe, Dichte 48 kg/m³, hergestellt aus phenolharzimpräg-
niertem Kevlar®-Papier in einem kontinuierlichen Prozess (IFB Stuttgart)   
 
 
Bild 3.21:  Untersuchte Faltwaben: a) Aramidpapier-Faltwabe, b) CFK-Faltwabe 
 
3.1.2.1 Druckeigenschaften 
Das Verhalten unter einachsiger Druckbelastung wurde auf einer 500 kN Instron Uni-
versalprüfmaschine nach DIN 53291 [183] mit einer lasergesteuerten Dehnungsmes-
sung geprüft (Bild 3.22). Das Verformungsverhalten der Aramidpapier-Faltwabe ist 
mit dem der Nomex®-Honigwaben vergleichbar, d.h. es kommt zunächst zu einem 
Beulen der Zellwände und anschließend zu einem Zusammenfalten, ohne dass Ma-
terialbrüche oder Risse entstehen. Die Vergleichbarkeit dieses Stabilitätsversagens 
kommt daher, dass beide Waben aus einem ähnlichen phenolharzimprägnierten Ara-
midpapier bestehen: die Faltwabe aus einem Para-Aramid, die Honigwabe aus ei-
nem Meta-Aramid. Im Gegensatz dazu zeigte sich bei der CFK-Faltwabe ein völlig 
anderes Verhalten. Zwar kommt es auch hier zunächst zu einem Beulen der Zell-
wände, diesem folgt jedoch ein schlagartiges Materialdruckversagen. Die zugehöri-
gen Druckspannungs-Stauchungs-Kurven zeigt Bild 3.23.  
a                                                                  b 




Prüfart: Druckversuch in T-Richtung 
Prüfnorm: DIN 53291 




B Aramidpapier-Faltwabe   
(IFB Stuttgart) 
A 150 mm x 150 mm x 28 mmGeometrie: 
B 200 mm x 200 mm x 30 mm
Prüfge-
schwindigkeit: 
 1,5 mm/min 
Bild 3.22:  Prüfbedingungen der Druckversuche an Faltwabenproben in T-Richtung 
 
Nach Erreichen der Druckfestigkeit fällt die Spannung auf etwa 6% des Maximal-
werts ab. Das folgende Verformungsverhalten ist von drei unterschiedlichen Mecha-
nismen geprägt (Bild 3.23). Versagen die Zellwände im oberen oder unteren Bereich, 
so kommt es zu einem kontinuierlichen Fragmentieren des CFK-Materials. Tritt das 
Versagen im mittleren Bereich auf, so gleiten die getrennten Flächen aneinander ab, 
oder es bilden sich Gelenke durch intakte Restfasern aus. Bei zunehmender Stau-
chung treten immer mehr Zellwandreste mit der gegenüberliegenden Deckschicht in 





























Bild 3.23:  Faltwaben: Druckspannungs-Stauchungs-Diagramm in T-Richtung (links) 
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ren über. Aufgrund dieser Tatsache zeigt die Spannungskurve ein solch progressives 
Verhalten bis zur Kompaktierung, wo das fragmentierte Material verdichtet wird. We-
gen einer begrenzten Probenanzahl konnten mit den Faltwaben keine Druckversuche 
in Wabenebene oder Zugversuche wie bei den Honigwaben durchgeführt werden. 
 
3.1.2.2 Schubeigenschaften 
Um die Transversalschubeigenschaften nach DIN 53294 [197] zu bestimmen, wurden 
die CFK-Faltwabenkerne mit dem pastösen 2-Komponenten-Klebstoff Epibond 1590 
A/B und die Aramidpapier-Faltwaben mit einem Klebefilm vom Typ Scotch-Weld AF-
163-2K zwischen zwei CFK-Platten geklebt, die wiederum zwischen zwei metallische 
Schubplatten geklebt und auf einer Instron Prüfmaschine abgeschert wurden (Bild 
3.24). Wie bei den Druckversuchen wurde auch hier mittels eines Lasers die Relativ-
verschiebung der beiden Schubplatten gemessen. Die Schubspannungs-Schubver-
zerrungs-Kurven in Bild 3.25 lassen erkennen, dass bei beiden Faltwaben die trans-
versale Schubsteifigkeit in TL-Ebene größer als in TW-Ebene ist, was darin begründet 
liegt, dass die Zellwände hier in einem kleineren Winkel zur Lastrichtung angeordnet 
sind. Bei der Aramidpapier-Faltwabe kommt es in beiden Lastrichtungen zunächst zu 
einem Beulen der Zellwände, gefolgt von einer Ablösung von der Deckschicht (Bild 
3.26). Bei der steiferen CFK-Faltwabe findet eine Ablösung ohne ein vorheriges Beu-
len statt. Dies geschieht jedoch bei einem wesentlich höheren Lastniveau. Zu einer 
Kernschädigung mit Materialbrüchen kommt es hier nur beim TW-Lastfall, was sich 
irrrrrre 
Prüfart: Schubversuch an Kernverbunden 
Prüfnorm: DIN 53294 




B Aramidpapier-Faltwabe                          
(IFB Stuttgart) 
A 150 mm x 150 mm x 28 mm Geometrie: 
B 200 mm x 200 mm x 30 mm 
Prüfge-
schwindigkeit: 
 1,5 mm/min 
Bild 3.24:  Prüfbedingungen der quasi-statischen Schubversuche an Faltwabenpro-
ben in TL- und TW-Ebene 



























Bild 3.25:  Faltwaben: Schubspannungs-Schubverzerrungs-Diagramm (TL- und TW) 
 
durch eine Geräuschentwicklung und den degressiven Kurvenverlauf bemerkbar 
macht. Bei den Ablösungen handelt es sich bei beiden Faltwabentypen jedoch nicht 
um ein Versagen der Kern-Deckschicht-Verklebung, sondern vielmehr um ein Versa-






Bild 3.26:  Schädigungsverhalten der CFK-Faltwabe (links) und der Aramidpapier-
Faltwabe (rechts) unter Schubbelastung in TL-Ebene mit Verzerrung in % 
Beulen 
Ablösung Ablösung 
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sich das Wirrfaserpapier von der Phenolharzbeschichtung, und einzelne Fasern bre-
chen. Bei der CFK-Faltwabe kommt es in erster Linie zu einer Delamination der äu-
ßersten 0°-Lage der Faltwabe in der Anbindungsfläche. Dies geschieht vorwiegend 
auf der zugbelasteten Seite der Zellwände, während auf der druckbelasteten Seite 
ein Herausbrechen des Klebstoffs versagensrelevant ist (Kohäsionsversagen). Dar-
aus lässt sich schließen, dass nicht ein besserer Klebstoff, sondern eine Verhinde-
rung der Delamination der CFK-Lagen, etwa durch die Verwendung von Gewebema-
terial, die Schubfestigkeit eines CFK-Faltwabensandwich verbessern würde. 
 
Bild 3.27:  Materialversagen in der Anbindungsfläche: a) CFK-Faltwabe, b) Aramid-
papier-Faltwabe [217] 
 
3.1.2.3 Einfluss der Lastgeschwindigkeit 
Wie schon bei den Honigwaben wurde der Dehnrateneffekt der CFK-Faltwabe mit 
Hilfe von kurzzeitdynamischen Druckversuchen am Fallturmprüfstand des Instituts 
für Verbundwerkstoffe in Kaiserslautern untersucht. Hierbei wurden Dehnraten von 
300 s-1 (8,4 m/s) und 500 s-1 (14 m/s) umgesetzt. Die ungefilterten Spannungskurven 
zeigt Bild 3.28 im Vergleich. Eine Datenfilterung wurde an dieser Stelle nicht durch-
geführt, da aufgrund der ausgeprägten Schwingungen eine zu große Verfälschung 
des Kurvenverlaufs resultieren würde. Auch wenn durch diese Schwingungen der 
Anfangspeak nicht auswertbar ist, so ist dennoch deutlich erkennbar, dass das mitt-
lere Spannungsniveau der dynamischen Versuche nicht von der statischen Referenz-
kurve abweicht, d.h. im Gegensatz zur Nomex®-Honigwabe liegt kein nennenswerter 
Dehnrateneffekt vor. Die Ursache liegt im unterschiedlichen Versagensverhalten. Bei 
der Honigwabe konnte nachgewiesen werden, dass die Zellwandträgheiten bei den 
Faltungsvorgängen der Grund für die Zunahme des Spannungslevels bei hohen Last-
  a                                                                        b 




raten sind. Bei der CFK-Faltwabe kommt es zu keinen Faltvorgängen oder ähnlichen 
Zellwandverformungen, wo Trägheiten eine wesentliche Rolle spielen könnten. Viel-
mehr tritt ein Fragmentieren auf, was im betrachteten Geschwindigkeitsbereich als 




























Bild 3.28:  Druckspannungskurve der CFK-Faltwabe bei unterschiedlichen Dehnraten 
 
3.2 Numerische Methode 
Eine Alternative zu der experimentellen Kennwertermittlung liegt darin, virtuelle Ex-
perimente in dynamischen Simulationsrechnungen durchzuführen. Hierbei werden 
Mesomodelle der Waben erstellt und mittels entsprechender Randbedingungen 
Druck-, Zug- und Schubversuche durchgeführt. Die effektiven Spannungs-Dehnungs-
Beziehungen können dabei wie bei den realen Versuchen direkt ausgelesen werden. 
 
3.2.1 Entwicklung von Mesomodellen 
Grundlage für die virtuellen Experimente bilden Mesomodelle der Waben. Um unter-
schiedlichste Wabengeometrien untersuchen zu können, wurde im Rahmen dieser 
Arbeit ein parametrisches Tool auf Basis der Programmiersprache PCL entwickelt, 
um in der Preprocessing-Software PATRAN [223] Mesomodelle von Sandwichstruk-
turen mit Wabenkern für die Berechnung in LS-DYNA zu erstellen. Die Grundlage 
bilden die Einheitszellen der Waben, welche im Fall der Honigwabe eine hexagonale 
Struktur und bei den Faltwaben eine modifizierte Zick-Zack-Struktur aufweisen (Bild 
 -1 
r t   -1 
r t  ,  s-1 
Charakterisierung von Honigwaben und Faltwaben 
 
47
3.29). Die Benutzereingaben umfassen die Wabengeometrie (Zellweiten, Zellwand-
winkel, Wandstärke), die Probengeometrie (Länge, Breite, Höhe), die Elementgröße 
und weitere Simulationskontrollparameter (Elementtyp, Simulationszeit etc.). Inner-
halb des Codes wird die Einheitszelle der entsprechenden Wabe so oft in beiden E-
benenrichtungen dupliziert, wie es die Probengeometrie vorgibt, wobei die doppelte 
Zellwanddicke der Honigwaben in L-Richtung berücksichtigt wird. Die Deckschichten 
werden entsprechend oben und unten positioniert. Das gesamte Modell wird im Fol-
genden entsprechend der vorgegebenen Elementgröße vernetzt, Kern und Deck-
schicht über einen Klebekontakt verbunden und die Versuchsrandbedingungen auf-
gebracht. Am Ende des Programmdurchlaufs steht ein rechenfertiges Modell (Key-
word-File) für die Berechnung in LS-DYNA (siehe exemplarische Netze in Bild 3.30). 
 




Bild 3.30:  Mesomodelle von Honigwaben und Faltwaben: a) Hexagonalwabe,         









a                                                              b 
c                                                              d 
a                                     b 





Ein mit dem parametrischen Tool generiertes Mesomodell weist bisher eine einheitli-
che, ideale Geometrie auf. Eine reale Wabenstruktur ist jedoch herstellungsbedingt 
niemals von regelmäßiger Geometrie und frei von Imperfektionen. Die Zellwände 
können vorgebeult, von uneinheitlicher Wandstärke oder von einer großen Oberflä-
chenrauheit geprägt sein. Die möglichen Imperfektionen in Wabenstrukturen wurden 
daher kategorisiert und, wie in Bild 3.31 dargestellt, in globale und lokale Gruppen 
unterteilt. Diese Imperfektionen haben einen großen Einfluss auf die Beul- und Ver-
sagenslasten der einzelnen Zellwände und somit auf die Festigkeit der Gesamtstruk-
tur. Aus diesem Grund wird ein Mesomodell, welches von einer einheitlichen idealen 
Wabe ausgeht, die mechanischen Eigenschaften in vielen Fällen überschätzen. Da-
her wurden unterschiedliche Ansätze entwickelt, angewendet und bewertet, wie die-
se Imperfektionen im Mesomodell berücksichtigt bzw. kompensiert werden können.  
 
Bild 3.31: Einteilung von Imperfektionen in Wabenstrukturen; Beispielbilder: Nomex®-



















• Irreguläre Geometrie 
• Unebene, vorgebeulte 
Flächen 




 Um globale geometrische Imperfektionen abbilden zu können, wurde eine Geo-
metrieverzerrung in das parametrische Tool implementiert, welche auf Basis von 
Zufallszahlen die Eckpunkte der Zellwandflächen vor der Vernetzung verschiebt. 
Auf diese Weise ergeben sich uneinheitliche und unebene Zellwände (Bild 3.32). 
Der Einfluss dieser Maßnahme, welcher in simulierten transversalen Druckversu-
chen untersucht wurde, ist jedoch sehr gering und reduziert lediglich geringfügig 
die Spannung am Beulbeginn. Dies zeigt, dass die geometrischen Irregularitäten 
nur einen kleinen Anteil an der gesamten durch Imperfektionen verursachten 






Bild 3.32:    Geometrieverzerrung am Faltwabenmodell: a) ohne, b) maximal 1 mm 
• Knotenverzerrung:  
Um Unebenheiten im Elementgrößenbereich abzubilden, wurde eine zufällige 
Verzerrung der Knotenkoordinaten in das parametrische Tool implementiert (No-
de-Shaking, Bild 3.33). Das Ergebnis von Druckversuchsimulationen zeigte eine 
geringe Reduktion sowohl der effektiven Steifigkeit als auch der Druckfestigkeit. 
Zusätzlich konnten hiermit Hourglassing-Effekte reduziert werden. Für eine voll-
ständige Kompensierung der Imperfektionen müssten jedoch unverhältnismäßig 
große Knotenverrückungen vorgenommen werden, weshalb durch das Node-
Shaking allein der Großteil der Imperfektionen nicht abbildbar ist. 
 
Bild 3.33:    Knotenverzerrung am Honigwabenmodell: a) ohne, b) maximal 0,01 mm 
a                                                       b 




• Materialkennwert- und Dickenreduktion: 
Im Gegensatz zu den geometrischen Imperfektionen besteht ein Ansatz zur Be-
rücksichtigung von lokalen Imperfektionen in der Reduktion der Materialkennwer-
te und Elementdicke der Zellwände im Vergleich zu gemessenen Werten. Dies 
kann global für die gesamte Zellwand oder stochastisch verteilt für einzelne Ele-
mente durchgeführt werden. Diese Methode ist dadurch gerechtfertigt, dass 
Schliffbilder zeigten, dass in den Wabenwänden Bereiche sehr geringer Dicke 
oder hoher Oberflächenrauheit vorkommen und an diesen Stellen die Wand 
frühzeitig versagt. Dieser Ansatz stellte sich als am effektivsten heraus, um die 
Imperfektionen zu kompensieren und wurde daher bei sämtlichen im Folgenden 
behandelten Modellen angewendet.  
 
3.2.3 Honigwaben 
Um die effektiven Spannungs-Dehnungs-Beziehungen von Nomex®-Honigwaben mit 
Hilfe virtueller Werkstoffprüfungen durch numerische Simulationen zu ermitteln, wur-
den mit dem parametrischen Tool Mesomodelle der hexagonalen und überexpan-
dierten Waben generiert. 
 
3.2.3.1 Kennwerte des Zellwandmaterials 
Entscheidenden Einfluss auf das Berechnungsergebnis haben die Materialmodellie-
rung und die verwendeten Kennwerte des Zellwandmaterials, d.h. die mechanischen 
Eigenschaften sowie die Zellwanddicke. Im Fall von Aluminiumwaben ist deren Be-
stimmung relativ einfach, da sowohl die Werte des Grundmaterials als auch die 
Wanddicken bekannt sind. Im Fall von Nomex®-Waben ist dies jedoch wesentlich 
schwieriger, da das Grundmaterial zum einen wirrfaserverstärkt ist und zudem in 
mehreren Tauchgängen mit Phenolharz imprägniert und beschichtet wird. Bei den 
hier untersuchten Wabentypen wurde als Grundmaterial jeweils Nomex® T412-Papier 
verwendet. Bei den Waben der Dichte 29 kg/m³ ist die Papierstärke mit 0,0375 mm 
dünner als bei den Waben der Dichte 48 kg/m³ mit 0,05 mm. Beide Wabentypen 
wurden in zwei Tauchgängen mit Phenolharz imprägniert und nach jedem Tauch-
gang jeweils im Ofen ausgehärtet. Die mechanischen Kennwerte des Nomex®-
Papiers sind vom Hersteller DuPont verfügbar, wobei zwischen der Herstellungsrich-
tung (M-Richtung) und der Richtung quer dazu (X-Richtung) unterschieden wird (Ta-
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belle 3.1) [224]. Diese Werte können jedoch nicht direkt verwendet werden, da hier 
die Phenolharzimprägnierung nicht berücksichtigt wird. Vielmehr werden die Kenn-
werte des phenolharzimprägnierten Zellwandmaterials benötigt. Zugversuche an Pa-
pierstreifen, die aus den Wabenwänden herausgeschnitten werden oder in gesonder-
ten Chargen hergestellt werden, sind mit einem hohen technischen Aufwand verbun-
den. Eine solche experimentelle Untersuchung führten Tsujii et al. [225] an unim-
prägniertem und phenolharzimprägniertem Nomex®-Papier durch (Tabelle 3.1), de-
ren Werte auch für die vorliegende Arbeit übernommen wurden. 
 







Dicke [mm]: Dichte ρs 
[kg/dm³]: 
M X M X M X 
Unimprägniertes Nomex® T412-Papier [224] 
0,0375 (1,5 mil) 0,68 - - 60,7 18,2 3,3 2,4 
0,05 (2 mil) 0,72 - - 72,5 24,5 6,1 3,5 
Phenolharzimprägniertes Nomex® T412-Papier (2 Tauchgänge) [225] 
- 0,996 5276 4048 66,6 40,2 - - 
 
Auch Foo et al. [196] führten Zugversuche an Nomex®-Papier durch, jedoch ohne 
Phenolharzimprägnierung. Dafür geben sie die Ergebniskurven dieser Zugversuche 
in M- und X-Richtung an (Bild 3.34). Diese zeigen ein annähernd linear-elastisch per-
fekt-plastisches Materialverhalten. Mit dieser Kenntnis der orthotropen Materialkenn-
werte aus Tabelle 3.1 und dem linear-elastisch perfekt-plastischen Konstitutivverhal-
ten wurde das FKV-Materialmodell MAT54 in LS-DYNA für die Zellwandmodellierung 
gewählt, welches genau diese Charakteristika abbilden kann. 
Weiterhin ist die Bestimmung der Zellwanddicke von höchster Bedeutung. Diese 
wurde sowohl für die Wabe der Dichte 29 kg/m³ als auch für die Wabe der Dichte 48 
kg/m³ mikroskopisch bestimmt. Hierbei wurden Waben in Epoxidharz eingegossen 
und die Wanddicke als Mittelwert an verschiedenen Stellen des Schliffbilds ermittelt. 
In Bild 3.35 ist zu erkennen, dass keine einheitliche Wanddicke vorliegt, sondern die 
Wände sehr uneben sind. Für die 29 kg/m³ Wabe wurde eine mittlere Zellwanddicke 
von 0,0456 mm ermittelt (vor der Imprägnierung 0,0375 mm), für die 48 kg/m³ Wabe 
eine Dicke von 0,0613 mm (vor der Imprägnierung 0,05 mm).  





















Bild 3.34:  Ergebniskurven von Zugversuchen an unimprägniertem Nomex®-Papier  
von Foo et al. [196] 
 
 
Bild 3.35:  Mikroskopische Bestimmung der Zellwanddicke der 29 kg/m³ Wabe im 
Bereich der verklebten Zellwände 
 
Mit diesen Kennwerten wurden in einer Voruntersuchung transversale Druckversu-
che am Mesomodell nachsimuliert. Da noch keine Imperfektionen berücksichtigt wur-
den, lag die numerische Spannungskurve erwartungsgemäß deutlich über der expe-
rimentellen. Daher wurden im Rahmen von Parameterstudien die Kennwerte derart 
reduziert, bis eine Übereinstimmung gewährleistet war.  
 
3.2.3.2 Virtuelle Werkstoffprüfungen 
Die Referenzmodelle zur Durchführung von virtuellen Werkstoffprüfungen waren 
wiederum das Ergebnis von Parameterstudien bezüglich des Einflusses der Proben-
größe, der Netzfeinheit, des Elementtyps und der Lastrate. Je mehr Einzelzellen das 
Mesomodell umfasst, desto glatter und verschmierter ist die resultierende Span-
nungskurve eines simulierten Druckversuchs, da nicht alle Zellen gleichzeitig beulen 
und sich falten. Die Netzfeinheit hat einen großen Einfluss auf den Bereich, in dem 
das Beulen der Zellwände in ein Zusammenfalten übergeht, da durch ein zu grobes 
0,0456 mm 
0,0456 mm 
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Netz die Möglichkeiten der Zusammenfaltung für die Wabe eingeschränkt werden. Sie 
wurde daher mittels einer Konvergenzstudie hinsichtlich der effektiven Druckspan-
nung bestimmt. Bild 3.36 zeigt das Deformationsverhalten einer Einzelzelle des Meso-
modells einer hexagonalen Wabe vom Typ C1-3.2-48 unter transversaler Drucklast. 
Es ist deutlich das globale Beulmuster zu erkennen, welches in ein lokales Zusam-
menfalten übergeht. Dieses Verhalten stimmt sehr gut mit den experimentellen Beo-
bachtungen in Bild 3.4 überein. Eine Übereinstimmung des Strukturverhaltens ist die 
Voraussetzung für eine Vergleichbarkeit von numerischen und experimentellen Span-
nungskurven. Ein solcher Vergleich der hexagonalen sowie der überexpandierten Wa-
be in Bild 3.36 und Bild 3.37 zeigt generell eine gute Übereinstimmung, insbesondere 
bei geringen bis mittleren Stauchungen. Die Übereinstimmung nimmt bei großen Stau-
chungen ab. Zudem sind die Simulationskurven sehr wellig, da hier nur je eine Ein-
zelzelle berechnet wurde, und die Wellen den einzelnen Faltungen zuzuordnen sind. 
 
Bild 3.36:  Druckspannungs-Stauchungs-Verlauf der hexagonalen Wabe C1-3.2-48 in 
Experiment und Simulation sowie Deformationsverhalten einer Einzelzelle 
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Bild 3.37:  Druckspannungs-Stauchungs-Verlauf der überexpandierten Wabe C1-4.8-
48ox in Experiment und Simulation sowie Deformationsverhalten einer 
Einzelzelle des Mesomodells mit Angabe der Stauchung 
 
Weiterhin wird die effektive Steifigkeit in der Simulation leicht überschätzt. Dennoch 
lässt sich sagen, dass mit diesen Mesomodellen die mechanischen Effektiveigen-
schaften sowie das Deformationsverhalten für einen relativ hohen Deformationsbe-
reich in recht guter Näherung abgeschätzt werden können. Die einmal im Hinblick 
auf eine Kompensation von Imperfektionen kalibrierten Materialkennwerte für das 
Nomex®-Papier sind für verschiedene Wabentypen verwendbar, da hier sowohl bei 
der hexagonalen wie auch bei der überexpandierten Wabe die gleichen Werte be-
nutzt wurden. 
Auch das Transversalschubverhalten wurde auf die gleiche Weise untersucht und 
führte zu ähnlich übereinstimmenden Ergebnissen, d.h. sowohl das Schubbeulen 
und das anschließende Zellwandversagen als auch die Schubspannungs-
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Auch im Fall der Faltwaben aus CFK und Aramidpapier wurde das parametrische 
Tool benutzt, um Mesomodelle mit der jeweiligen Faltwabengeometrie zu generieren. 
Mit Hilfe dieser Modelle konnte das mechanische Verhalten untersucht sowie die ef-
fektiven Spannungs-Dehnungs-Kurven bestimmt werden. 
 
3.2.4.1 Kennwerte des Zellwandmaterials  
Die Zellwände der CFK-Faltwaben bestehen aus einem CF/EP-Laminat mit drei uni-
direktionalen Einzelschichten mit dem Aufbau [0°/90°/0°] (Bild 3.38). Für den experi-
mentellen Nachweis der mechanischen Kennwerte der Einzellagen, die zunächst aus 
Datenblättern für Luftfahrtverbundwerkstoffe entnommen wurden, wurde aus dem 
gleichen dreilagigen Laminat, aus dem die Faltwabe hergestellt wurde, eine Probe-
platte gefertigt, um daraus Proben für Werkstoffprüfungen herauszuschneiden. Die 
auf diese Weise gewonnenen Werte mussten jedoch zur Abbildung sämtlicher Imper-
fektionen zu einem gewissen Teil reduziert werden, denn die Probeplatte zeigte ferti-
gungsbedingt eine wesentlich bessere Qualität und Einheitlichkeit als die Zellwände 
der CFK-Faltwabe. Für die Modellierung der Einzellagen wurde das orthotrope FKV-
Materialmodell MAT54 unter Anwendung der Bruchdehnungen DFAILx benutzt. Die 
Abbildung des Laminataufbaus erfolgte dabei durch die Definition von drei Integrati-




















Für das phenolharzimprägnierte Kevlar®-Papier der Aramidpapier-Faltwabe waren 
wie für das Nomex®-Papier zunächst keine Kennwerte verfügbar. In [100] sind Zug- 
und Druckversuche an phenolharzimprägniertem Kevlar®-Papier dieser Faltwaben 
dokumentiert, diese Daten standen zum Zeitpunkt dieser Untersuchung jedoch noch 
nicht zur Verfügung. Da die Richtungsabhängigkeit des Materialverhaltens bei dem 
Kevlar®-Papier wesentlich geringer als bei Nomex® ist [226], wurde das isotrope, li-
near-elastisch perfekt-plastische Materialgesetz MAT24 in LS-DYNA für die Modellie-
rung ausgewählt. Um die Kennwerte zu bestimmen, wurde an dieser Stelle ein inver-
ser Ansatz angewendet. Hierbei wurden die drei Kennwerte Wandstärke (T), Elastizi-
tätsmodul (E) und Streckgrenze (SIGY) als Parameter im LS-DYNA-Modell definiert. 
Im Rahmen einer Parameteridentifikation mit dem Optimierungs-Tool LS-OPT [227] 
unter Verwendung eines quadratischen Metamodells sollte ein Parametersatz ermit-
telt werden, bei welchem die mechanischen Effektiveigenschaften des Mesomodells 
mit den Herstellerangaben der Faltwabe übereinstimmen. Hierbei war es das Ziel, 
die Differenz zu definierten Steifigkeiten und Festigkeiten für Transversalschub und   
-druck zu minimieren. Unter Verwendung von Startwerten von unimprägniertem Kev-
lar®-Papier wurde nach 12 Iterationen ein solcher Parametersatz gefunden, der zu 
einer sehr guten Übereinstimmung führte. Der Vorteil dieser Herangehensweise liegt 
darin, dass Imperfektionen, die sich bei der Aramidpapier-Faltwabe insbesondere 
durch eine starke Oberflächenrauheit aufgrund der Phenolharzbeschichtung (Bild 
3.39) sowie vorgebeulte Zellwände zeigen, durch den identifizierten optimierten Pa-
rametersatz bereits berücksichtigt sind. 
 
Bild 3.39:  Schliffbild der vorderen Faltungskante der Aramidpapier-Faltwabe 
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3.2.4.2 Virtuelle Werkstoffprüfungen 
Die für die virtuellen Werkstoffprüfungen verwendeten Mesomodelle, welche mit dem 
parametrischen Tool in PATRAN erstellt wurden, waren wie im Fall der Honigwaben 
das Ergebnis von Konvergenzstudien bezüglich der Netzfeinheit, Lastrate etc. Es 
wurden Druck- und Schubversuche an den Faltwabenmodellen in dynamischen Si-
mulationen mit LS-DYNA berechnet. 
Bei den Aramidpapier-Faltwaben zeigte sich eine sehr gute Übereinstimmung zwi-
schen Simulations- und Versuchsergebnissen, was sowohl für die Beul- und Falt-
phänomene der Zellwände als auch die Spannungskurven gilt. Diese Übereinstim-
mung konnte sowohl beim transversalen Druckverhalten (Bild 3.40) als auch beim 
Schubverhalten (Bild 3.41) beobachtet werden. Dabei ist zu bemerken, dass die nu-
merischen Ergebnisse in Pre-Test-Simulationen im Rahmen der Parameteridentifika-
tion in LS-OPT ermittelt wurden, die Versuchskurven wurden erst im Nachhinein er-
halten. Hiermit lässt sich auch die geringfügige Abweichung der Kurvenmaxima, d.h. 
der Festigkeiten erklären, da das Modell hinsichtlich der Herstellerkennwerte opti-
miert wurde, die experimentell ermittelten Festigkeiten jedoch leicht darüber lagen. 
Der einzige markante Unterschied ergibt sich im Nachversagensbereich bei Trans-
versalschubbelastung. Hierbei ist anzumerken, dass die Versuche in TW-Ebene nur 
bis 5% Schubverzerrung durchgeführt wurden (Bild 3.41). Die Versuchskurve in TL-
Ebene fällt stark ab, da es zu einer Ablösung der Anbindungsstellen der Faltwaben-
stege kommt. Da ein solches Versagen im Modell nicht implementiert wurde, bleibt 
die Kurve hier wie bei einer perfekten Anbindung auf einem höheren Lastniveau. Ein 
solches Schubverhalten würde sich ergeben, wenn eine höhere Anbindungsqualität 
realisiert werden könnte. Mit diesem validierten Modell wurden über die hier illustrier-
ten Transversalbelastungen hinaus auch Druck-, Zug- und Schubversuche in der 
Wabenebene simuliert, welche in [228] dokumentiert sind. Zusammenfassend lässt 
sich sagen, dass die mechanischen Effektiveigenschaften und das Zellwanddeforma-
tionsverhalten von Aramidpapier-Faltwaben mit solch einem Mesomodell mit einer 
sehr hohen Genauigkeit bestimmt werden können. 
Im Fall der CFK-Faltwabe konnte insbesondere im Nachversagensbereich keine ähn-
lich gute Übereinstimmung erzielt werden. Dies liegt an dem unterschiedlichen Ver-
sagensverhalten, welches hierbei von einem kontinuierlichen Fragmentieren dominiert 
wird, was mit Schalenelementen nicht zufriedenstellend abbildbar ist (Bild 3.42). 





Bild 3.40:  Druckspannungs-Stauchungs-Verlauf der Aramidpapier-Faltwabe sowie 
Deformationsverhalten in Experiment und Simulation  
 
Bild 3.41:  Schubspannungs-Schubverzerrungs-Verlauf der Aramidpapier-Faltwabe 
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Das Zellwandbeulen wird noch in gleicher Weise wie im Versuch abgebildet, wobei 
die Steifigkeit geringfügig überschätzt wird. Wenn die ersten Elemente durch ein 
Druckversagen erodiert werden, fällt das Spannungsniveau wie im Experiment auf 
einen geringen Wert ab. Sobald sich jedoch der entstehende Riss über die gesamte 
Wabenbreite ausgedehnt hat, stehen keine Elemente mehr in Kontakt zueinander, so 
dass die Lastkurve auf Null abfällt. Durch die schräge Zellwandanordnung kommen 
die obere und untere Hälfte auch nicht mehr in Kontakt oder gleiten gar, wie im Ver-
such beobachtet, aufeinander ab. Erst wenn sie auf der gegenüberliegenden Deck-
schichtseite auftreffen, steigt die Last wieder und Elemente werden reihenweise ero-
diert. Trotz des verwendeten Crashfront-Algorithmus von MAT54 in LS-DYNA ist die 
Abbildung eines kontinuierlichen Fragmentierens nicht zuverlässig abbildbar, wie 
auch in ähnlichen Untersuchungen in [68], [122], [127] berichtet wurde.  
Transversalschubversuche wurden ebenfalls numerisch berechnet. Da die Anbin-
dung der CFK-Faltwabe an die Deckschicht im Versuch jedoch sehr früh versagte, 
kommt es auch sehr früh zu einer großen Abweichung zwischen Experiment und Si-
mulation, welche kein Anbindungsversagen berücksichtigt.  
 
Bild 3.42:  Druckspannungs-Stauchungs-Verlauf der CFK-Faltwabe in Simulation und 
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3.3 Analytische Methode 
Analytische Methoden zur Bestimmung der homogenisierten mechanischen Eigen-
schaften von Wabenkernen können noch effizienter als experimentelle Versuchsrei-
hen oder virtuelle Werkstoffprüfungen sein. Aus diesem Grund wurde die Praxistaug-
lichkeit von analytischen Berechnungsansätzen aus der technischen Literatur unter-
sucht. Diese Untersuchung erfolgte ausschließlich anhand der Nomex®-Honigwaben, 
da vergleichbare Ansätze für Faltwaben gegenwärtig noch nicht verfügbar sind, son-
dern im Mittelpunkt paralleler Forschungsarbeiten stehen. 
Die Grundlage für sämtliche Berechnungen bilden die Einheitszellen der hexagonalen 
und überexpandierten Honigwaben sowie deren zugehörige Geometrieparameter, 
welche in Bild 3.43 definiert sind und zugunsten der Vergleichbarkeit exakt den bei 
den numerischen Untersuchungen verwendeten Werten entsprechen. Darüber hinaus 
werden für die Berechnung der Elastizitätsmodul Es, der Schubmodul Gs, die Quer-
kontraktionszahl νs, die Streckgrenze σs und die Dichte ρs des Zellwandmaterials benö-
tigt. Da sämtliche analytische Formeln für isotrope Werkstoffe gelten, bei der numeri-
schen Berechnung jedoch orthotrope Eigenschaften angesetzt wurden, kamen an die-
ser Stelle jeweils die höheren Kennwerte, die in den Zellwänden in Wabendickenrich-
tung angeordnet sind, zur Anwendung. Die im Folgenden vorgestellten Ergebnisse 
zeigen eine überwiegende Unterschätzung der Kennwerte, so dass die Abweichung 
bei der Verwendung der niedrigeren oder gemittelten Kennwerte noch größer wäre.  
MPaEs 2638=  MPaGs 1015=  3,0=sν        
MPas 7,53=σ  ³/996,0 mkgs =ρ                                   
 
 
Bild 3.43:  Geometriedaten der Honigwabenzellen: a) hexagonal, b) überexpandiert 



















t1=0,046 mm (29kg/m³) 
t1=0,061 mm (48kg/m³) t1=0,085 mm 








Die meisten analytischen Berechnungsansätze befassen sich mit den elastischen 
Eigenschaften unter Normal- und Schubbelastung, sowohl in transversaler Richtung 
als auch in der Wabenebene. Diese Kennwerte allein sind für eine nichtlineare Mate-
rialmodellierung, wie sie für zahlreiche kurzzeitdynamische Lastfälle notwendig ist, 
unzureichend. Aus diesem Grund werden auch Berechnungsformeln für die Druck-
festigkeit in Dickenrichtung sowie die darauf folgende Plateauspannung untersucht. 
 
Elastische Eigenschaften: 
In der Literatur sind zahlreiche Untersuchungen zu finden, die sich mit der analyti-
schen Berechnung der orthotropen elastischen Eigenschaften von Honigwabenker-
nen befassen. Im Rahmen dieser Arbeit wurden 29 verschiedene Berechnungsan-
sätze gegenübergestellt und verglichen, wobei bei einem Großteil der Ansätze nur 
einzelne und nicht alle neun unabhängigen Materialkennwerte behandelt werden. Die 
Grundlage der Berechnungen bilden in der Regel Energiebetrachtungen, geometri-
sche Überlegungen oder empirische Ansätze. Für weitere Details sei auf die ausführ-
lichen Überblicksarbeiten in [229]-[231] verwiesen. Die hier verwendeten Formeln 
und Berechnungsergebnisse sind im Anhang A4 und A5 detailliert aufgeführt. Hierbei 
ist zu betonen, dass diese Ansätze auf unterschiedlichen kinematischen Annahmen 
beruhen bzw. für eingeschränkte Werkstoffe gelten können, was bei einem Vergleich 
berücksichtigt werden muss. Die mit den 29 unterschiedlichen Ansätzen berechneten 
Steifigkeiten sämtlicher drei untersuchter Nomex®-Honigwaben sind in Bild 3.44 den 
experimentell ermittelten Ergebnissen gegenübergestellt. Jeder kleine schwarze Da-
tenpunkt stellt hierbei ein analytisches Berechnungsergebnis dar. Durch die Lage der 
jeweiligen großen Datenpunkte, welche die Versuchswerte darstellen, kann abgele-
sen werden, wie nah die analytischen und experimentellen Werte zusammenliegen. 
Zunächst fällt hierbei eine große Streuung der Berechnungsergebnisse auf. Die Über-
einstimmung der Werte ist größtenteils sehr schlecht, wobei die Versuchsergebnisse 
überwiegend unterschätzt werden. Lediglich die transversale Drucksteifigkeit ET wird 
meist überschätzt, die beste Übereinstimmung ergab sich hier mit der Formel nach 
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Bild 3.44:  Gegenüberstellung der analytisch und experimentell ermittelten Normal- 
und Schubsteifigkeiten der untersuchten Nomex®-Honigwaben 
 
Die gesamt betrachtete Übereinstimmung zeigt für die Wabe C1-3.2-29 noch die 
besten Werte, für die überexpandierte Wabe C1-4.8-48ox die schlechtesten, obwohl 
die Formeln für beliebige Hexagonalgeometrien aufgestellt wurden. Insgesamt lässt 
sich sagen, dass die analytischen Berechnungsformeln der Steifigkeiten höchstens 
für eine grobe Schätzung, nicht jedoch im Sinne einer genauen Materialmodellierung 
anwendbar sind. Ein Grund für die Ungenauigkeiten kann in der Vernachlässigung 
von Imperfektionen liegen, da die analytischen Formeln in der Regel von einheitli-
chen, idealen Geometrien ausgehen. Weiterhin können Ungenauigkeiten bei der Be-
stimmung der Materialkennwerte des Nomex®-Zellwandpapier nicht ausgeschlossen 
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    Versuchsergebnis C1-3.2-48 
    Versuchsergebnis C1-4.8-48ox 
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Neben dem elastischen Verhalten besteht auch die Möglichkeit, das nichtlineare 
Strukturverhalten der Honigwaben analytisch zu erfassen. Bei transversaler Druckbe-
lastung ergibt sich eine erste solche Nichtlinearität durch das Beulen der Zellwände. 
Das zugehörige Spannungsniveau darf jedoch nicht mit der Druckfestigkeit verwech-
selt werden, da trotz gebeulter Zellwände noch eine Laststeigerung möglich ist [233]. 
Zhang und Ashby [233] leiteten einen Ansatz für die Beulspannung von Hexagonal-
waben mit einem Beulfaktor von K = 5,73 für eine feste Randeinspannung als obere 














σ . (3.2) 
Da sich die Realität zwischen diesen beiden Einspannbedingungen bewegt, wurde 











σ . (3.3) 
Mit diesem Berechnungsansatz ergeben sich für sämtliche drei Nomex®-Honigwaben 
plausible Ergebnisse (Tabelle 3.2). Die analytisch ermittelten Beulspannungen liegen 
etwa 60-90% unterhalb der experimentell bestimmten Druckfestigkeit. In einem ähn-
lichen Verhältnis bewegte sich auch in den numerischen Untersuchungen der Beul-
beginn im Vergleich zur Druckfestigkeit.  
 
Tabelle 3.2:  Vergleich der berechneten Beulspannung mit Druckfestigkeit 




C1-3.2-29 0,39 0,62 
C1-3.2-48 1,77 1,94 
C1-4.8-48ox 1,77 2,04 
 
In [233] wurde ein vergleichbarer Ansatz für das Schubbeulen unter Transversal-
schubbelastung aufgestellt. Der Vergleich mit den experimentell bestimmten Schub-
festigkeiten zeigte eine ähnlich gute Übereinstimmung, was an dieser Stelle jedoch 
nicht weiter vertieft wird. 





Fan [234] gibt auf der Grundlage von Wierzbicki [235] eine Berechnungsformel für 












σσ  . (3.4) 
Der Vergleich der hiermit gewonnenen Berechnungsergebnisse mit den Versuchsda-
ten in Tabelle 3.3 zeigt tendenziell eine geringfügige Überschätzung, wenngleich die 
Übereinstimmung insgesamt relativ gut ist. Ähnliche Berechnungsformeln nach Gib-




























sPlateauW   (3.5) 
führen zu einer vergleichbaren Übereinstimmung (Tabelle 3.3). 
 
Tabelle 3.3:  Vergleich der berechneten Plateauspannungen mit Versuchsdaten 




 L W T L W T 
C1-3.2-29 0,02 0,02 0,47 0,01 0,01 0,32 
C1-3.2-48 0,04 0,04 1,10 0,04 0,034 1,10 
C1-4.8-48ox 0,17 0,01 1,1 0,03 0,03 0,84 
 
 
Wird exemplarisch ein Spannungs-Dehnungs-Diagramm für die Wabe C1-3.2-48 mit  
• der Transversalsteifigkeit nach Meraghni et al. [232],  
• der Beulspannung nach Zhang und Ashby [233] unter Vernachlässigung einer 
weiteren Laststeigerung, 
• der Plateauspannung nach Fan [234] und  
• einer typischen maximalen Stauchung von 70% vor dem Kompaktierungsbeginn  
gebildet, so ergibt sich eine relativ gute Vergleichbarkeit zu den experimentellen und 
numerischen Kurven mit größeren Abweichungen bei großen Stauchungen (Bild 3.45). 


























Bild 3.45:  Vergleich der experimentellen, numerischen und analytischen Druckspan-
nungs-Stauchungs-Verläufe der hexagonalen Wabe C1-3.2-48  
 
3.4 Bewertung der Ergebnisse 
Die vollständige mechanische Charakterisierung von Kernstrukturen mit einer Hexa-
gonalwaben- oder neuartiger Faltwabengeometrie, wie sie für die Modellierung und 
Strukturberechnung von Sandwichkonstruktionen erforderlich ist, ist in der Regel ein 
aufwändiges Unterfangen. Der Vergleich der drei untersuchten Methoden führt zu 
dem Ergebnis, dass die analytische Kennwertermittlung die größten Ungenauigkeiten 
aufweist und höchstens für grobe Abschätzungen angewendet werden sollte. Der 
numerische Ansatz mit virtuellen Werkstoffprüfungen stellte sich als vielversprechen-
de Alternative zu Experimenten heraus, da hiermit insbesondere im Fall der Aramid-
papier-Waben eine sehr gute Abbildung der realen Zellwanddeformationen und der 
daraus resultierenden effektiven Spannungs-Dehnungs-Beziehungen möglich ist. 
Hierbei ist jedoch zu bedenken, dass die Berücksichtigung von Imperfektionen und 
die adäquate Wahl der Zellwandmaterialkennwerte das Berechnungsergebnis ent-
scheidend beeinflussen. Vollständig ersetzen sollten derartige virtuelle Materialprü-
fungen reale Experimente nicht, da zu Validierungszwecken eine gewisse Versuchs-
datenbasis vorliegen sollte. Jedoch kann der Vorteil dieser Simulationen in Parame-
terstudien oder Optimierungen der Wabengeometrie etwa im Rahmen der Weiter-




entwicklung der Faltwaben liegen, die insbesondere auf Grundlage einer parametri-
schen Mesomodellgenerierung mit einem wesentlich geringeren Aufwand bewerk-
stelligt werden können, als es auf rein experimentelle Weise möglich wäre.  
 
3.5 Materialmodellierung der Wabenkerne in LS-DYNA 
Als Ergebnis dieses Kapitels, in welchem sowohl das mechanische Verhalten als 
auch die effektiven Materialkennwerte bestimmt wurden, kann die Modellierung von 
Wabenkernen in Sandwichstrukturen für verschiedene Modellierungsansätze unter-
schiedlicher Detaillierung abgeleitet werden.  
Wird die Sandwichstruktur auf Mesoebene mit einem detaillierten Kernmodell abgebil-
det, so können die bereits entwickelten Mesomodelle direkt übernommen werden. Es 
sind lediglich Deckschichten hinzuzufügen und diese über eine Kontaktformulierung 
mit den Rändern der Kernstruktur zu verbinden. Dies wird in Kapitel 7.2 umgesetzt. 
Im Fall einer Homogenisierung des Kerns mit Volumenelementen (Shell-Solid-Shell-
Ansatz), wie sie in Kapitel 5, 7.1 und 7.3 zur Anwendung kommt, wird das Material-
modell MAT126 in LS-DYNA benutzt. Die als Eingabedaten benötigten Spannungs-
Dehnungs-Kurven unter Normal- und Schubbelastung in den drei Hauptmaterialrich-
tungen können dabei diesem Kapitel entsprechend auf experimentelle, numerische 
oder analytische Weise bestimmt werden. In dieser Arbeit wurden für die Honigwa-
ben die experimentellen und für die Faltwaben aufgrund mangelnder Versuchsdaten 
hauptsächlich die numerisch bestimmten Kurven verwendet. Da in MAT126 ein 
Dehnrateneffekt implementiert ist, konnte für die Honigwaben entsprechend der Ver-
suchsdaten in Bild 3.20 ein lastratenabhängiger Skalierungsfaktor definiert werden. 
Im Fall einer reinen Schalenmodellierung (Layered Shell) der Sandwichstruktur ist es 
möglich, das mechanische Verhalten des Kerns mit dem FKV-Materialmodell MAT54 
anzunähern, welches auch für die Deckschichten verwendet wird. Hiermit kann so-
wohl der Orthotropie als auch dem elastisch-plastischen Verhalten in Wabenebene 
Rechnung getragen werden. Jedoch kann mit diesem Materialmodell kein Schubver-
sagen des Kerns oder ein Dehnrateneffekt abgebildet werden, was die Möglichkeiten 
dieses Ansatzes stark einschränkt. Daher wird in Kapitel 6 ein benutzerdefiniertes 
Materialmodell entwickelt, welches diese Nachteile aufhebt und in Kapitel 6.3 sowie 
7.3 zur Anwendung kommt. 
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4 Charakterisierung des mechanischen Verhaltens von  
GFK/Honigwaben-Sandwichstrukturen 
 
Ein im Flugzeugbau weit verbreiteter Sandwichverbund besteht aus dem im vorigen 
Kapitel betrachteten Nomex®-Honigwabenkern und GFK-Deckschichten auf Phenol-
harzbasis. Diese Strukturen werden im gesamten Kabinenbereich etwa für Verklei-
dungen, Trennwände oder Gepäckfächer verwendet. Im Folgenden wird das 
Versagensverhalten derartiger Sandwichverbunde mit dem Ziel einer adäquaten Ma-
terialmodellierung untersucht. Da die Kernstruktur bereits charakterisiert wurde, wird 
an dieser Stelle zunächst speziell auf das Deckschichtmaterial eingegangen. 
 
4.1 GFK-Deckschichtmaterial 
Das Deckschichtmaterial der in dieser Arbeit schwerpunktmäßig untersuchten Sand-
wichstrukturen besteht aus einem GF/PF-Verbundwerkstoff. Hierbei handelt es sich 
um E-Glasfasern in einer Phenolharzmatrix nach ABS5047-08 [236] mit einem Flä-
chengewicht von 620 g/m² und einem Harzgewichtsanteil von 53%. Dies ist ein Stan-
dardmaterial für Flugzeugkabinenanwendungen. Durch den hohen Harzanteil eignet 
es sich für die Verarbeitung als Deckschicht einer Sandwichstruktur ohne zusätzli-
chen Klebstoff. Die Glasfasern liegen in Form eines Gewebes mit einer Atlasbindung 
1/7 und einer Fadendichte von 22 Fäden pro cm in Kettrichtung und 21 Fäden pro 
cm in Schussrichtung vor [237]. 
 
4.1.1 Experimentelle Kennwertermittlung 
Um die mechanischen Eigenschaften unter Druck-, Zug- und Schubbelastung zu er-
mitteln, wurden aus solchen GF/PF-Prepregs 6- bzw. 8-lagige Probenplatten in einer 
Heizpresse bei einer Temperatur von 135°C und einem Druck von 2,0 bar in einem 
Aushärtezyklus von 90 min hergestellt. Im Gegensatz zu den weit verbreiteten Epo-
xidharzen handelt es sich bei der Polymergewinnung von Phenolharzen um eine Po-
lykondensationsreaktion aus Phenol und Formaldehyd, wobei als Nebenprodukt 
Wasser abgespalten wird. Da dieses Wasser nicht immer vollständig abgeführt wer-
den kann, bilden sich in dem Material oftmals Poren [238], die auch im Schliffbild der 
hier behandelten Probenplatte deutlich zu erkennen sind (Bild 4.1a). 








Der Faservolumengehalt der ausgehärteten Probenplatten wurde sowohl durch Kal-
zination im Muffelofen nach DIN EN ISO 1172 [239] als auch durch eine photomikro-
grafische Auswertung von Schliffbildern (Bild 4.1b) übereinstimmend zu 48% ermit-
telt. Da der Kontrast von Fasern und Matrix in einer lichtmikroskopischen Aufnahme 
hierfür zu gering ist, wurden Aufnahmen mit einem Rasterelektronenmikroskop ge-
macht. Die Dichte des Verbundwerkstoffs wurde zu 1,66 kg/m³ bestimmt.  
 
 
Bild 4.1:  Schliffbilder einer GF/PF-Probe: a) hoher Porengehalt (Lichtmikroskopie), 
b) Bestimmung des Faservolumengehalts (Rasterelektronenmikroskopie) 
 
4.1.1.1 Materialverhalten unter quasi-statischer Belastung 
Druckeigenschaften: 
Für die Bestimmung der Druckeigenschaften wurden 6-lagige Proben einheitlicher 
Orientierung sowohl in Kett- als auch in Schussrichtung nach DIN EN 2850 [240] an 
einer Zwick Universalprüfmaschine getestet, um das Verhalten in den beiden Materi-
alrichtungen zu untersuchen (Prüfbedingungen siehe Anhang A6). Um ein Auskni-
cken zu verhindern, betrug der freie Probenbereich lediglich 10 mm, in welchem ein 
Dehnungsmessstreifen parallel zur Lastrichtung appliziert wurde. Für die Probenein-










  Phenol   Formaldehyd                               Phenolharz         Wasser
a b 
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Spray zur Minimierung der Reibung zwischen den Stahlzylindern benutzt wurde. Das 
Versagen trat wie gewünscht jeweils im mittleren Probenbereich und nicht an der 
Einspannstelle auf. Die resultierenden Spannungs-Dehnungs-Kurven sind mit den 
Versuchsergebnissen in Bild 4.2 dargestellt. Die mittleren Kennwerte in Kettrichtung 
liegen tendenziell höher als in Schussrichtung (Druckfestigkeit um 3,9%, Elastizi-
tätsmodul um 10,8%), wobei eine relativ große Streuung der Versuchskurven auffäl-
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Bild 4.2:  Ergebnisse der quasi-statischen Druckversuche an GF/PF-Proben 
 
Zugeigenschaften: 
Auch die Zugeigenschaften wurden getrennt in Kett- und Schussrichtung nach DIN 
EN ISO 527-4 [241] geprüft. Die Prüfbedingungen und Probenabmessungen sind dem 
Anhang A6 zu entnehmen. Im Hinblick auf die Bestimmung der Querkontraktionszahl 
wurden zwei Dehnungsmessstreifen längs und quer zur Lastrichtung aufgebracht. 
Die Zugproben versagten jeweils im mittleren Probenbereich. Die Versuchsergebnis-
se mit den zugehörigen Spannungs-Dehnungs-Kurven sind in Bild 4.3 zusammenge-







=ZE  im ε -Bereich 0,05% bis 0,25% (nach DIN EN ISO 527-4). (4.3) 
Kettrichtung 
Schussrichtung 




Es bestätigte sich das Resultat der Druckversuche, dass die mechanischen Eigen-
schaften in Kettrichtung höher als in Schussrichtung sind (Zugfestigkeit 8,3%, Elasti-
zitätsmodul 7,4%), was an dieser Stelle neben einer eventuell geringeren Ondulation 
der Kettfäden primär auf die 5% höhere Fadendichte in Kettrichtung zurückgeführt 
wird. Die Spannungs-Dehnungs-Kurven sind mit einer bedeutend geringeren Streu-
ung behaftet als bei den Druckversuchen, und die ermittelten Steifigkeitswerte stim-
men wesentlich besser mit dem Datenblattwert von 25000 MPa [237] überein. Die 
ermittelten Druckmoduln liegen hier weit höher, was den Schluss zulässt, dass mög-
licherweise Reibungsphänomene innerhalb der Celanese-Prüfvorrichtung zu einer 
Verfälschung der Versuchsergebnisse im Fall der Druckprüfungen geführt haben. 
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Bild 4.3:  Ergebnisse der quasi-statischen GF/PF-Zugversuche 
 
Schubeigenschaften: 
Die Schubeigenschaften wurden mit Hilfe von ±45°-Zugversuchen nach DIN EN 6031 
[242] bestimmt (Prüfbedingungen siehe Anhang A6), d.h. es wurden Proben mit einer 
symmetrischen Lagenorientierung von ±45° auf Zug belastet und die Verformung mit-
tels Dehnungsmessstreifen parallel (ε0) und senkrecht (ε90) zur Lastrichtung aufgenom-
men. Die Schubspannung und Schubverzerrung sowie letztlich der Schubmodul be-











=G  im 0ε -Bereich 0,05% bis 0,25%. (4.6) 
Kettrichtung 
Schussrichtung 
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Sämtliche Proben versagten erwartungsgemäß durch einen Materialbruch unter 45° 
zur Lastrichtung. Die zugehörigen Spannungs-Dehnungs-Kurven zeigen dabei einen 
charakteristischen Verlauf, der sich durch einen linear-elastischen Anfangsbereich 
gefolgt von einem ausgeprägten plastischen Bereich bis zum Materialversagen aus-


























Bild 4.4:  Ergebnisse der quasi-statischen ±45°-Zugversuche an GF/PF-Proben 
 
4.1.1.2 Einfluss der Lastgeschwindigkeit 
Über die Kennwerte der quasi-statischen Versuchsserien hinaus ist es für dynami-
sche Simulationsrechnungen beispielsweise von Crashvorgängen von großer Bedeu-
tung, Informationen zum dehnratenabhängigen Werkstoffverhalten zu haben. Da be-
reits für andere glasfaserverstärkte Kunststoffe ein ausgeprägter Dehnrateneffekt 
nachgewiesen werden konnte [221], [243]-[248], wurden auch mit dem hier behan-
delten GF/PF-Material dynamische Versuche am Fallturmprüfstand des IVW durch-
geführt (siehe Anhang A7). Hierbei wurden sowohl die Zugeigenschaften in Kett- und 
Schussrichtung als auch die Schubeigenschaften im mittleren, für die kurzzeitdyna-
mische Belastung von Flugzeugkabinenkomponenten relevanten Dehnratenbereich 
bis 50 s-1 untersucht. Für die Dehnungsmessung wurde an dieser Stelle ein opti-
sches Messverfahren verwendet, bei dem die Oberfläche der Proben mit einem kon-
trastreichen Muster versehen wurde. Grundlage für die Prüfungen waren Proben mit 
gleichen Abmessungen wie in der quasi-statischen Versuchsserie. Es wurden die 




zwei Dehnraten 10 s-1 (Auftreffgeschwindigkeit 1,5 m/s) und 50 s-1 (Auftreffgeschwin-
digkeit 7,5 m/s) umgesetzt. Obwohl kurzzeitdynamische Belastungen und insbeson-
dere Impact-Szenarien immer mit Materialschwingungen zusammenhängen und die-
se daher nicht als Rauschen bezeichnet werden können [249], wurden SAE 300 Fil-
ter auf die Ergebniskurven angewendet, um die Vergleichbarkeit mit den quasi-
statischen Daten zu gewährleisten. Die resultierenden Spannungs-Dehnungs-Kurven 
zeigen Bild 4.5 und Bild 4.6. Es ist ein ausgeprägter Dehnrateneffekt sowohl bezüg-
lich des Zugverhaltens als auch des Schubverhaltens erkennbar. Die durchschnittli-
che Zugfestigkeit bei einer Dehnrate von 50 s-1 steigt im Vergleich zu dem quasi-
statischen Wert um 88%. Die Zugfestigkeit in Abhängigkeit der Dehnrate wurde in 
Bild 4.7 in einem Dehnratendiagramm mit logarithmischer Abszisse aufgetragen. 
Dieser Verlauf mit einer geringen Steigung bei mittleren Dehnraten und einer stark 
zunehmenden Steigung bei hohen Dehnraten wurde für vergleichbare Glasfaserver-
bundwerkstoffe auch in [244], [250]-[254] dokumentiert. Auch die Bruchdehnung 
steigt bei zunehmender Lastgeschwindigkeit, was typisch für GFK ist, während sie 
bei CFK in der Regel konstant bleibt und bei AFK sinkt [245], [252], [253]. Die Stei-
figkeit scheint ebenfalls zuzunehmen, jedoch konnte wegen Restschwingungen trotz 
Datenfilterung kein Elastizitätsmodul zu Vergleichszwecken bestimmt werden, wes-
halb dieser Effekt nicht weiter quantifiziert wurde.  
Auch bezüglich des Schubverhaltens führen hohe Lastraten zu einer Zunahme des 
Spannungsniveaus. Die Zunahme der Schubfestigkeit betrug bei einer Dehnrate von 
50 s-1 33%. Es ist ebenfalls eine tendenzielle Zunahme des Schubmoduls erkennbar, 
doch auch hier wurde der Effekt wegen Restschwingungen nicht weiter ausgewertet. 
Die maximale Schubverzerrung vor Probenversagen lag bei sämtlichen Versuchen 
annähernd im gleichen Bereich und scheint nicht von der Dehnrate abhängig zu sein.  
Die Erklärung des Dehnrateneffekts bei Verbundwerkstoffen ist aufgrund der kom-
plexen Interaktion von Verstärkungsfasern und Matrixphase nicht trivial, so dass 
auch in der Literatur unterschiedliche Theorien zu finden sind. Zum einen wird eine 
Veränderung des Versagensmechanismus mit einem zunehmenden Grenzflächen-
versagen zwischen Faser und Matrix bei höheren Lastraten angeführt [244], [254]. 
Zum anderen heißt es in [244], dass die Viskoelastizität des Harzes die Ursache für 
den Dehnrateneffekt ist, während das Materialverhalten von Glasfasern als dehnra-
tenunabhängig eingestuft wird. Dies steht im Widerspruch zu [255], wo quasi-
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statische und dynamische Versuche im Dehnratenbereich 10-4 bis 1100 s-1 an reinen 
E-Glasfaserbündeln durchgeführt wurden, und eine Dehnratenabhängigkeit mit einer 
Zunahme der Bruchdehnung von fast 300% beobachtet wurde. Auch in [256] wurde 
ein ausgeprägter Dehnrateneffekt an GF/EP-Proben und reinen E-Glasfaserbündeln 
ermittelt, während reine Epoxidharzproben im Dehnratenbereich von 10-6 bis 30 s-1 
keine Festigkeitszunahme zeigten. Dort wurde der Dehnrateneffekt des Verbundma-
terials der Festigkeitszunahme der Glasfasern zugeschrieben. Diese Erklärung 




Dehnrate ε&  (s-1) 
10-4 10 50 
Zugfestigkeit σZ,max (MPa) 
325 462 610 
                       Zunahme (%)  
- 42 88 
Bruchdehnung εZ,max (%) 
1,62 2,38 2,48 
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Bild 4.5:  Einfluss der Dehnrate auf das GF/PF-Zugverhalten (Schussrichtung) 
 
Versuchsergebnisse 
Dehnrate ε&  (s-1) 
10-4 10 50 
Schubfestigkeit τmax (MPa) 
45,8 57,1 61,2 
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Bild 4.6:  Einfluss der Dehnrate auf das GF/PF-Schubverhalten  



























Bild 4.7:  Zugfestigkeit des GF/PF-Materials in Abhängigkeit der Dehnrate 
 
auch hier E-Glasfasern verwendet wurden. Weiterhin wird die Theorie durch die Tat-
sache gestützt, dass der Dehnrateneffekt bei Schubbeanspruchung geringer als bei 
Zugbelastung ist, da das Schubverhalten von Verbundwerkstoffen generell weniger 
faserdominiert ist als das Zugverhalten.  
 
4.1.2 Materialmodellierung von GF/PF in LS-DYNA 
Aufgrund der sehr geringen Deckschichtdicken der hier behandelten Sandwichstruk-
turen und der Vernachlässigung ausgeprägter Belastungen in Dickenrichtung ist die 
Annahme eines ebenen Spannungszustands vertretbar, so dass eine Modellierung 
mit Schalenelementen, in diesem Fall vom Typ Belytschko/Tsay [117], erfolgen kann. 
An das Materialmodell der GF/PF-Deckschichten werden gemäß der experimentell 
ermittelten Charakteristika folgende Bedingungen gestellt: 
• Orthotropie: Unterscheidung der Eigenschaften in Kett- und Schussrichtung 
• Unterschiedliche Festigkeiten für Zug- und Druckbelastung 
• Plastizität beim Schubverhalten 
• Dehnrateneffekt: Festigkeitserhöhung bei steigender Lastrate 
In dieser Arbeit wurde das linear-elastisch perfekt-plastische MAT54 verwendet, da 
hier neben einem implementierten Crashfront-Algorithmus [122] auch eine besonders 
vorteilhafte Auswertbarkeit des Schädigungszustands über History Variablen ermög-
licht wird. Dieses Materialmodell ist ursprünglich für UD-Schichten und nicht für Ge-
webe vorgesehen, geht also von einer Faserrichtung mit sprödem Verhalten und ei-
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ner Matrixrichtung mit duktilem Verhalten aus. Für die Kett- und Schussrichtung des 
Gewebes soll das Materialverhalten jedoch identisch sein. Um dies zu erzielen, kann 
mit Hilfe der Bruchdehnungen DFAILx ein sprödes Verhalten in beiden Materialrich-
tungen erreicht werden. Wird für den Schubinteraktionsparameter β = 1 gewählt (sie-
he Gleichung 2.15), so wird in beiden Materialrichtungen ein einheitliches Zugversa-
genskriterium angesetzt. Unter Verwendung der experimentell ermittelten Materialpa-
rameter kann auf diese Weise das Materialverhalten gut angenähert werden (Bild 
4.8). Die einzige Einschränkung betrifft das Druckversagenskriterium, welches sich in 
beiden Richtungen unterscheidet. Im Rahmen dieser Arbeit durchgeführte Vergleichs-
rechnungen mit dem auf der Kontinuumschädigungsmechanik basierenden MAT58 
(ohne SLIM Parameter) [257], welches hierfür ebenfalls geeignet ist, führten zu kei-
ner Verbesserung hinsichtlich der Berechnungsergebnisse. Vielmehr kam es durch 
das Entfestigungsverhalten im Nachversagensbereich, d.h. durch eine negative Stei-
gung im Spannungs-Dehnungs-Diagramm, zu damit verbundenen Lokalisationseffek-
ten [258], [259], welche einen negativen Einfluss auf das Rechenergebnis haben.  
Den ausgeprägten Dehnrateneffekt, welcher experimentell nachgewiesen wurde, 
kann MAT54 nicht abbilden, da hier keine Ratenabhängigkeit implementiert ist. In der 
Materialmodellbibliothek von LS-DYNA gibt es nur ein Materialmodell für Verbund-
werkstoffe, die mit Schalenelementen modelliert sind, in dem ein Dehnrateneffekt 
abbildbar ist: MAT158 (*MAT_RATE_SENSITIVE_COMPOSITE_FABRIC). Dieses 
basiert auf den gleichen Berechnungsgrundlagen wie MAT58, verfügt aber zusätzlich 
über einen Lastrateneffekt. Hierbei wird ein Spannungstensor aufgrund des Dehnra-
teneinflusses berechnet, der dem dehnratenunabhängigen Spannungstensor überla-









































Bild 4.8:  Abbildung des a) Zug- und b) Schubverhaltens von GF/PF mit MAT54 




linear-viskoelastisches Verhalten wird durch die Parallelschaltung von Feder-
Dämpfer-Ersatzelementen dargestellt [260], [261]. Der elastische Anteil wird jeweils 
mit Hilfe einer Feder der Steifigkeit G und das viskose Verhalten durch einen Dämp-
fer mit dem Dämpfungsfaktor BETA beschrieben. Bei MAT158 sind es maximal sechs 
dieser Feder-Dämpfer-Elemente. Um die Parameter für das dehnratenabhängige 
Materialmodell zu bestimmen, wurde das Optimierungstool Altair HyperStudy [262] 
verwendet. Die Grundlage bildeten dabei die Zug- und Schubspannungskurven bei 
drei unterschiedlichen Dehnraten. Es wurde ein Parametersatz für das Materialmo-
dell MAT158 gesucht, welcher diese sechs dehnratenabhängigen Spannungskurven 
am besten abbilden kann. Die Parameter waren in diesem Fall die Kennwerte der 
sechs Maxwell-Elemente (sechs Werte Gi und sechs Werte BETAi) sowie der Elastizi-
tätsmodul E und der Exponent mi der Weibull-Funktion, welche im Rahmen der Kon-
tinuumschädigungsmechanik die Steifigkeitsdegradation beschreibt [263], [264]. Ge-
genstand der Untersuchung waren Ein-Element-Simulationen, wobei jeweils ein ein-
zelnes Schalenelement mit der entsprechenden Dehnrate auf Zug oder Schub bean-
sprucht wurde. Als Ergebnis dieser Untersuchung musste festgestellt werden, dass 
es nicht möglich ist, einen Parametersatz zu finden, der alle Spannungskurven bei 
allen Dehnraten hinreichend genau abbilden kann. Die Abweichungen bei hohen 
Dehnraten lagen im Bereich von mehreren Größenordnungen. In [117] heißt es, dass 
mit diesem viskoelastischen Ansatz nur dehnratenbedingte Spannungserhöhungen 
von bis zu 15% korrekt abgebildet werden können, hier liegen die Erhöhungen jedoch 
bei bis zu 88%. An dieser Stelle wäre eine ratenabhängige Skalierung der Festigkei-
ten ein erster einfacher Schritt, die etwa im Materialmodell MAT161 (*MAT_COM-
POSITE_MSC) umgesetzt wurde [265]. Dieses kann jedoch nur für Volumenelemen-
te verwendet werden. Da es folglich weder mit MAT54 noch mit MAT158 möglich ist, 
den Dehnrateneffekt korrekt abzubilden, konnte dieser nicht in der Materialmodellie-
rung der GF/PF-Deckschichten implementiert werden. Hier besteht der Bedarf einer 
Weiterentwicklung der FKV-Materialmodelle in LS-DYNA hinsichtlich einer dehnraten-
abhängigen Skalierung der Festigkeit. Einen ersten Ansatz für eine solche Erweite-
rung für MAT54 entwickelten Starke et al. [266], der jedoch nicht im kommerziellen LS-
DYNA Code implementiert ist. An dieser Stelle kann die Vernachlässigung eines Dehn-
rateneffekts akzeptiert werden, da es bei Kabinenkomponenten im Crashlastfall nur 
sehr lokalisiert zu Lastraten über 1 s-1 kommt, bei denen der Einfluss signifikant ist. 
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4.2 Fertigungsverfahren des Sandwichverbunds 
Nachdem die Eigenschaften von Deckschichtmaterial und Wabenkern getrennt be-
stimmt wurden, soll im Folgenden der Sandwichverbund analysiert werden. Charak-
teristisch für die hier behandelten GF/PF-Nomex®-Sandwichstrukturen ist der Ferti-
gungsprozess, in welchem die harzreichen Deckschicht-Prepregs ohne zusätzlichen 
Klebstoff im Autoklav unter Temperatur und Druck mit dem Kern verbunden werden 
(Co-Curing). Hierbei liegt die Deckschicht der einen Sandwichseite auf dem Formteil 
auf, welches in der Praxis eine komplexe Geometrie aufweisen kann, während die 
andere Sandwichseite in Vakuumfolie verpackt wird (Bild 4.9). Das Ziel besteht darin, 
die Viskosität des Harzes unter Temperatureinwirkung im Autoklav so weit zu sen-
ken, dass es partiell in die Wabe fließt und eine Kehlnahtverklebung ausbildet. Durch 
den Autoklavdruck werden die Deckschichten auf den Wabenkern gepresst, wodurch 
der Bildung von Poren entgegengewirkt wird. Da ihnen jedoch nur im Bereich der 
Zellstege Widerstand geboten wird, werden die Deckschichten hier im Gegensatz zu 
den freien Wabenzellen besonders komprimiert. Auf der Vakuumfolienseite werden 
sie aufgrund des fehlenden Widerstands sogar in die Zellen gedrückt, was durch die 
charakteristische Form als Telegraphing-Effekt [267] bezeichnet wird (Bild 4.10). 
Hieraus ergibt sich der Nachteil dass die Deckschichten uneben sind, keine einheitli-
che Dicke aufweisen, und der Faservolumengehalt sowie die Dicke durch den Harz-
fluss in die Wabe nicht mehr mit dem Ausgangsprepreg übereinstimmen. Auch die 
Wabe wird durch den Herstellungsprozess beeinflusst, da zusätzliches Harz in die 
Zellen fließt, und die Kehlnähte eine Versteifung bewirken [65]. Dieser Einfluss auf 
die Deckschichten und den Wabenkern im Sandwichverbund soll im Folgenden cha-
















Bild 4.10:  Telegraphing-Effekt: Unebene Deckschicht des GF/PF-Nomex®-Sandwich 
 
Die Sandwichproben der folgenden Untersuchungen wurden aus Prototypen von 
Flugzeugkabinenkomponenten des Herstellers Comtas entnommen, d.h. es handelt 
sich um Proben aus der tatsächlichen industriellen Fertigung anstatt um Laborpro-
ben. Kern- und Deckschichtmaterial entsprechen den in Kapitel 3.1.1 und Kapitel 4.1 
beschriebenen Werkstoffen.  
 
4.3 Mikroskopische Untersuchung des Sandwichverbunds 
Zunächst wurden Schliffbilder angefertigt, um Erkenntnisse über den Einfluss des 
Herstellungsverfahrens auf die Sandwichstruktur und die Ausbildung der Kehlnaht-
verklebungen zu gewinnen. Hierbei wurde zum einen der Unterschied zwischen 
Formteil- und Vakuumfolienseite und zum anderen der Einfluss der Deckschichtdicke 
untersucht. Bild 4.11 und Bild 4.12 zeigen derartige Schliffbilder, wobei die Kehlnähte 
in den Lichtmikroskopieaufnahmen markiert wurden. Es zeigt sich, dass die Kehlnäh-
te bei den dickeren Deckschichten wesentlich größer ausgebildet sind, was an der 
größeren Harzmenge liegt, die aus den Prepregs in die Wabe fließen kann. Damit 
wird die Wabe stärker gestützt, was nach [268] die Steifigkeitseigenschaften des 
Sandwichverbunds beeinflusst. Außerdem erhöht sich nach [269]-[271] durch größe-
re Kehlnähte die Festigkeit der Klebeverbindung zwischen Kern und Deckschicht. 
Die Untersuchungen in diesen Studien wurden jedoch an idealen Kehlnahtgeomet-
rien anhand von Laborproben durchgeführt und berücksichtigen keine Asymmetrien. 
In der industriellen Praxis werden jedoch häufig komplexe Geometrien gefertigt, so 
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dass es sich nicht vermeiden lässt, dass Sandwichflächen von der horizontalen Ebe-
ne abweichend im Autoklav orientiert sind. Durch die Gravitation entstehen dann asym-
metrische Kehlnähte, die auch deutlich in Bild 4.11 und Bild 4.12 erkennbar sind, was 
ein weiterer großer Einflussfaktor für die Festigkeit der Klebeverbindung und die 
Stützung der Wabenzellwände ist. 
Auf der Vakuumfolienseite ist sowohl in den Kehlnähten als auch in der GF/PF-
Deckschicht selbst ein hoher Porengehalt erkennbar. Die Ursache hierfür kann darin 
liegen, dass die Deckschicht auf der Vakuumfolienseite einen anderen Temperatur-
zyklus als die Deckschicht auf der Formteilseite erfuhr, da sie bei der Herstellung 
direkt der Aufheizung im Autoklav ausgesetzt ist. Ein Indiz hierfür ist auch die mit 
dem bloßen Auge erkennbare wesentlich dunklere Farbgebung der Kehlnähte auf 
der Vakuumfolienseite, da Phenolharze beim Aushärten typischerweise dunkler wer-
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Bild 4.11:  Kehlnahtverklebung auf der Formteilseite: a) 1-lagige Deckschicht,           
b) 6-lagige Deckschicht (Lichtmikroskop) 






Bild 4.12:  Kehlnahtverklebung auf der Vakuumfolienseite: hoher Porengehalt;          
a) 1-lagige Deckschicht, b) 6-lagige Deckschicht (Lichtmikroskop) 
2 mm 2 mm 
a                                                                b 
Wabenzellwand 
Deckschicht 
2 mm 2 mm 
a                                                                b 




den, je länger sie hohen Temperaturen ausgesetzt sind. Grove et al. [272] sowie Di-
Salvo et al. [273] untersuchten den Einfluss der Autoklavparameter auf die Qualität 
der Kehlnähte und fanden heraus, dass insbesondere eine hohe Aufheizrate in Ver-
bindung mit hohen Temperaturen zu einem hohen Porengehalt führen, was diese 
Theorie stützt. Auch Hayes et al. [274] untersuchten die Porosität von Kehlnahtver-
klebungen in Wabensandwich und identifizierten die chemische Zusammensetzung 
des Prepregharzes neben den Autoklavparametern als Haupteinflussfaktor. Generell 
kann an dieser Stelle geschlussfolgert werden, dass die Kehlnahtausbildung und 
damit die mechanischen Eigenschaften der Sandwichstruktur von zahlreichen Para-
metern wie der Deckschichtdicke, der Formteil- oder Vakuumfolienseite, der Orientie-
rung des Sandwichbauteils im Autoklav sowie der Autoklavparameter abhängen. 
Weiterhin ist anhand der Schliffbilder die uneinheitliche Deckschichtdicke zu erken-
nen, da das Prepreg im Autoklav auf die Wabenstege gepresst wird. Dies wird insbe-
sondere auch in der Rasterelektronenmikroskopieaufnahme in Bild 4.13 deutlich.  
 
 




stark komprimierter und 
harzarmer Deckschichtbereich 
0,1 mm 
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Durch diesen Druck ist der Deckschichtbereich unmittelbar unter der Wabenzellwand 
sehr dünn (0,1 mm) und zudem sehr harzarm, weshalb gerade dieser Bereich emp-
findlich gegenüber Drucklasten ist, da die Fasern aufgrund mangelnder Stützung 
durch die Matrixphase leichter ausknicken können. Die gemittelte einlagige Deck-
schichtdicke wurde zu 0,24 mm bestimmt, das Ausgangsprepreg war 0,33 mm dick.  
Bild 4.14 zeigt Mikroskopieaufnahmen in der Wabenebene, um den Harzfluss der 
Deckschichtprepregs in die Wabenzellen zu untersuchen. Dabei wurden unverarbei-
terrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrr 
 
   
   
Bild 4.14:  Aufnahme der Kehlnähte in den Wabenknoten durch a), b) zwei Phenol-
harztauchgänge im Wabenherstellungsprozess und c), d) zusätzlichen 
Harzfluss aus den Deckschichtprepregs (Lichtmikroskop) 
a                                                                   c 
b                                                                   d 
Harzfluss aus 
Deckschicht 
Kehlnaht durch  
Phenolharztauchbad 




tete Honigwaben mit Waben aus einer Sandwichprobe verglichen. Neben den durch 
die Phenolharzimprägnierung im Wabenherstellprozess bedingten Kehlnähten sind 
bei der Sandwichprobe zusätzliche Harzmassen durch den Harzfluss erkennbar. 
Diese sind in den spitzen Winkeln der Zusammenführung zweier verklebter Zellwän-
de besonders ausgeprägt, da die konkave Oberfläche der Kehlnähte hier einen klei-
neren Radius als in den anderen Zellecken einnehmen kann. Schliffbilder in der Mitte 
sowie im Randbereich der Wabe bestätigten, dass der Harzfluss durch die Kapillar-
aszension über die gesamte Wabenhöhe stattfindet. Eine Messung der Dichte zeigte 
eine Zunahme um 50% durch den Harzfluss. Diese Harzakkumulation kann darüber 
hinaus die Beuleigenschaften der Zellwände und damit die Kerneigenschaften beein-
flussen. Untersuchungen in [275] zeigten, dass dieser Einfluss erst bei größeren 
Harzmengen, wie bei zehn Tauchgängen im Phenolharzbad, bedeutsam wird. Daher 
wurden auch hier Druckversuche in T-Richtung sowie Schubversuche in TL- und 
TW-Ebene an solchen Sandwichproben durchgeführt, wobei sich bestätigte, dass die 
Zunahme der Steifigkeiten und Festigkeiten vernachlässigbar ist und ein Unterschied 




Nachdem anhand der Mikroskopie die Anbindung der Deckschichten an den Waben-
kern dargestellt wurde, sollen im Folgenden diese Kern-Deckschicht-Verbindung auf 
ihre Festigkeit untersucht sowie Modellierungsmöglichkeiten entwickelt werden. 
Grundsätzlich unterscheidet man bei einer Ablösung zweier Einzelschichten drei un-







Bild 4.15:  Illustration der Ablösungsmoden zweier Einzelschichten 
          Mode I:                                Mode II:                               Mode III: 
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4.4.1 Experimentelle Untersuchung 
Torsionsbelastungen, die zu Ablösungen nach Mode III führen, wurden an dieser 
Stelle vernachlässigt und ausschließlich Mode I und Mode II untersucht. Hierzu wur-
den an Sandwichproben Zuglasten senkrecht zur Deckschicht nach DIN EN 2243-4 
[276] (Bild 4.16) sowie Schubbelastungen nach DIN 53294 [197] (Bild 4.17) aufge-
bracht. In beiden Fällen bestätigte sich eine der grundlegenden Auslegungsvorschrif-
ten von Sandwichstrukturen, dass die Verklebung eine höhere Festigkeit als der Kern 
haben sollte. Demzufolge versagte in beiden Fällen der Kern und die Klebung hielt. 
Eine Kern-Deckschicht-Ablösung ist lediglich über eine Schälbeanspruchung zu er-
reichen. Hierzu haben sich zum einen CSB-Versuche als geeignet erwiesen, die eine 
Abwandlung der von Verbundwerkstoffen bekannten DCB-Versuche sind und für 
Nomex®-Sandwichstrukturen in [270], [271], [277]-[279] und für Metallwaben in [17],  
rrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrr 
 
Prüfart: Zugversuch senkrecht zur 
Deckschicht 
Prüfnorm: DIN EN 2243-4 
Probenmaterial: Sandwich: 
- Deckschichten: GF/PF, 
Gewebe, 1-lagig 
- Kern: Nomex® Wabe 
Schütz Cormaster C1-3.2-48
Probengeometrie: 50 mm x 50 mm x 15 mm 
Prüfgeschwindigkeit: 1 mm/min 
Bild 4.16:  Prüfbedingungen der Zugversuche an Sandwichproben in T-Richtung 
 
Prüfart: Schubversuch an Kernverbunden 
Prüfnorm: DIN 53294 
Probenmaterial: Sandwich: 
- Deckschichten: GF/PF, Gewe-
be, 1-lagig 
- Kern: Nomex® Wabe Schütz 
Cormaster C1-3.2-48 
Probengeometrie: 200 mm x 50 mm x 15 mm 
Prüfgeschwindigkeit: 2 mm/min  
Bild 4.17:  Prüfbedingungen der Schubversuche an Sandwichproben in TL-Ebene 




[280], [281] dokumentiert sind. Zum anderen haben sich in der industriellen Praxis 
insbesondere Trommelschälversuche etabliert, welche in [270]-[272], [274], [277], 
[281]-[284] für Wabensandwichstrukturen beschrieben sind. Solche Versuche nach 
DIN EN 2243-3 [285] wurden an den hier behandelten Sandwichproben durchgeführt, 
wobei die Deckschicht von dem Kern geschält und auf eine Trommel aufgewickelt 
wird (Bild 4.18). Als Ergebnis kann zum einen ein mittleres spezifisches Schälmo-
ment nach [285] und daraus wiederum ein spezifischer Energiedissipationswert GCD 
nach [271] berechnet werden, um die Verklebungsfestigkeit unterschiedlicher Kleb-
stoffe oder Klebepartner zu vergleichen. Auf der anderen Seite, und dies steht an die-
ser Stelle im Vordergrund, kann die Verklebungsgüte qualitativ durch die Versagens-
art beurteilt werden. Aus den in den genannten Literaturstellen beschriebenen Versa-
gensarten wurde die in Bild 4.19 dargestellte Klassifizierung abgeleitet. Eine gute 
Verklebung führt hierbei immer zur Versagensart Nr. 1, d.h. zu einem Kernversagen. 
Bei dem untersuchten GF/PF-Nomex®-Sandwich ergab sich das in Bild 4.20 darge-
stellte Versagensbild. Die Ablösung erfolgte zwischen den Phenolharzkehlnähten 
und dem Glasfasergewebe, was gemäß der Klassifizierung Versagensart Nr. 2 be-
deutet. Die Ursache liegt in der schlechten Haftung von Glasfasern und Phenolharz 
[286], [287] und steht für eine tendenziell schlechte Kern-Deckschicht-Verbindung, 
wenngleich sie gemäß der vorigen Zug- und Schubversuche ausreichend ist. 
 
Prüfart: Trommelschälversuch an Wa-
benkernverbunden 
Prüfnorm: DIN EN 2243-3 
Probenmaterial: Sandwich: 
- Deckschichten: GF/PF,         
Gewebe, 1-lagig 
- Kern: Nomex® Wabe Schütz 
Cormaster C1-3.2-48 
Schälrichtung: L-Richtung der Wabe 




Schälgeschwindigkeit: 100 mm/min 
Bild 4.18:  Prüfbedingungen der Trommelschälversuche an Sandwichproben 









Adhäsionsversagen zur Deckschicht [282] 
3 
 
Kohäsionsversagen in der Klebeschicht [282] 
4 
 
Adhäsionsversagen zur Kernschicht 
5 
 
Delaminationsversagen innerhalb der Deckschicht 
[288] 
Bild 4.19:  Klassifizierung der Versagensarten einer Kern-Deckschicht-Abschälung  
 
 
Bild 4.20:  Versagensbild einer Kern-Deckschicht-Abschälung an GF/PF-Nomex®-
Sandwich 




4.4.2 Modellierung der Kern-Deckschicht-Verbindung 
Um die Ablösung der Deckschicht vom Sandwichkern im numerischen Modell zu er-
möglichen, bieten sich vorrangig zwei Möglichkeiten an: Entweder werden Kern- und 
Deckschichtelemente mit Hilfe einer Kontaktformulierung verbunden, die unter einem 
bestimmten Spannungszustand anhand von Bruchkriterien gelöst wird, oder es wer-




LS-DYNA bietet unterschiedliche Kontaktformulierungen an, um eine lösbare Klebe-
verbindung zu modellieren. Der Typ *CONTACT_TIED_SURFACE_TO_SURFACE_ 
FAILURE eignet sich dafür, bietet jedoch nicht die Möglichkeit eines Abstands (Off-
set) zwischen Kern- und Deckschichtelementen. Besser eignet sich der Kontakt 
*CONTACT_AUTOMATIC_SURFACE_TO_SURFACE_TIEBREAK. Hierbei werden 
die Knoten zweier Verbindungspartner zunächst fest miteinander verbunden (Tie-). 
Beim Erreichen von definierten kritischen Normal- bzw. Schubspannungen wird die 
Knotenverbindung gelöst (-Break) und der Kontakt in einen Antipenetrationskontakt 
umgewandelt, der das gegenseitige Eindringen der Kontaktpartner verhindert.  
Eine Modifikation dieses Tiebreak-Kontakts stellt der Delaminationskontakt nach 
Borg [289], [290] für LS-DYNA dar. Dieser wird mit Hilfe der Karte *CONTACT_AU-
TOMATIC_ONE_WAY_SURFACE_TO_SURFACE_TIEBREAK und Option=8 auf-
gerufen. Auch hier wird bei Erreichen der kritischen Normal- bzw. Schubspannungen 
im Kontakt eine Verschiebung der Knoten ermöglicht, jedoch werden die Kontakt-
partner nicht schlagartig voneinander gelöst. Sie unterliegen vielmehr dem Span-
nungs-Rissöffnungs-Diagramm in Bild 4.21a auf Basis des Kohäsivzonenmodells.  
 
Klebeverbindungselemente: 
Um eine lösbare Klebeverbindung zwischen zwei Schichten mit Hilfe von Verbin-
dungselementen auf Basis der Bruchmechanik zu modellieren, gibt es ab der LS-
DYNA Version 971 spezielle Kohäsivelemente (Elementtypen 19 und 20 in Verbin-
dung mit *MAT_COHESIVE_TH oder *MAT_COHESIVE_ELASTIC). Diese 8-Knoten-
Volumenelemente mit vier Integrationspunkten können ein Anfangsvolumen von Null 
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haben. Eine Relativbewegung der Knoten ist hier von Beginn an möglich, wobei die 
Spannung in Abhängigkeit der Verschiebung der vier gegenüberliegenden Knoten-
paare nach dem Ansatz von Tvergaard/Hutchinson [291] im Spannungsdiagramm in 
Bild 4.21b berechnet wird. Wird die Versagensgröße LAMDAF überschritten, so tritt 
ein Versagen am zugehörigen Integrationspunkt ein. Der Benutzer kann festlegen, 
wie viele der vier Integrationspunkte versagen müssen, damit das Kohäsivelement 
gelöscht wird. Da die LS-DYNA Version 971 mit den dort implementierten Kohäsive-
lementen zum Zeitpunkt dieser Untersuchungen noch nicht verfügbar war, konnte 
keine detailliertere Analyse der Funktionalität durchgeführt werden. 
Die hier vorgestellten Methoden eignen sich für die Modellierung einer Kern-Deck-
schicht-Ablösung und sollten bei Sandwichstrukturen mit einer geringen Verbindungs-
festigkeit angewendet werden. Bei dem hier behandelten GF/PF-Nomex®-Sandwich-
material für Flugzeugkabinenanwendungen konnte jedoch gezeigt werden, dass so-
wohl unter Normal- als auch Schubbelastung der Kern vor der Verklebung versagt. 
Einzig unter Schälbeanspruchung kann es zu einer Ablösung kommen. Derartige 
Schälbeanspruchungen wurden an dieser Stelle jedoch auf Grundlage von Erfahrun-
gen aus vergangenen dynamischen Versuchsreihen an Kabinenkomponenten ver-
nachlässigt, da es in diesem Fall nicht zu einem Abschälen kam. Daher wurde die 
Verbindung der Kern- und Deckschichtelemente zugunsten des Rechenaufwands mit 










Bild 4.21:  Spannungs-Rissöffnungs-Diagramme beim a) Delaminationskontakt nach 









a                                                       b  




4.5 Zugverhalten in der Sandwichebene 
Die mikroskopische Untersuchung zeigte Unebenheiten der Deckschichten sowie 
variierende Dicken und Faservolumengehalte im Bereich unter den Wabenzellwän-
den. Um den Effekt auf die mechanischen Kennwerte im Vergleich zu den in Kapitel 
4.1 ermittelten Daten aus Zugversuchen an reinen GF/PF-Proben zu untersuchen, 
wurden Zugversuche an GF/PF-Nomex®-Sandwichproben in Schussrichtung durch-
geführt (Bild 4.22). In den Einspannbereichen wurde der Wabenkern entfernt und 
durch Holz ersetzt. Das Ergebnis zeigt eine deutlich reduzierte Zugfestigkeit bei einer 
zumindest bei kleinen Dehnungen vergleichbaren Steifigkeit (Bild 4.23). Die Ursache 
liegt darin, dass die Bereiche geringer Dicke (lokale Dicke 0,1 mm) unter den Wa-
benzellwänden durch ein lokales Erreichen der Zugfestigkeit frühzeitig versagen und 
damit die globale Zugfestigkeit reduziert erscheint (globale Dicke 0,24 mm). 
 





- Deckschichten: GF/PF, 1-lagig
- Kern: Nomex® Wabe Schütz 
Cormaster C1-3.2-48 

























Bild 4.23:  Spannungs-Dehnungs-Diagramm von Zugversuchen in Schussrichtung 
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4.6 Druckverhalten in der Sandwichebene 
Eine vergleichbare Untersuchung wie bei den Zugversuchen ist hinsichtlich einer 
Druckbelastung nicht ohne weiteres möglich, da bei einer ebenen Druckbelastung 
von Sandwichstrukturen zahlreiche Versagensarten wie Deckschichtknittern, intrazel-
luläres Deckschichtbeulen oder globales Beulen auftreten können. Somit kann die 
reine Druckfestigkeit des Deckschichtmaterials nicht zwangsläufig als Versuchser-
gebnis ermittelt werden. Zur analytischen Berechnung der kritischen Lasten der ein-
zelnen Versagensarten stehen verschiedene Versagenskriterien zur Verfügung, de-
ren Anwendbarkeit im Folgenden überprüft werden soll. Aus diesem Grund wurden in 
einer Versuchsserie GF/PF-Nomex®-Sandwichproben unterschiedlicher Geometrien 
geprüft und die Ergebnisse mit den analytischen Berechnungen verglichen. 
 
4.6.1 Experimentelle Untersuchung 
Es wurden GF/PF-Sandwichproben der Dicke 15 mm, 12 mm und 10 mm sowie zu-
sätzlich CF+GF/PF-Sandwichproben der Dicke 10 mm geprüft (Bild 4.24). Die Pro-
ben wurden sämtlich aus Flugzeugkabinenkomponenten entnommen, aus Prototy-
pen des Herstellers Comtas sowie aus mittleren und seitlichen Gepäckfächern der 
Hersteller Airbus und C&D. Tabelle 4.1 gibt eine Übersicht über die Prüfkörper. Die 
Druckversuche wurden nach ASTM C364 [292] an einer Instron Prüfmaschine 
durchgeführt. Die Probenlänge durfte nach dieser Norm nicht das 8-fache der Dicke 
überschreiten, um ein globales Beulen zu verhindern. Damit die Auflagestellen nicht 
frühzeitig zerdrückt werden und versagen, wurde in den Randbereichen der Kern 
andrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrr 
 
Bild 4.24:  Probenumfang der Druckversuche in Sandwichebene 




entfernt Rund Holz eingeklebt. Darüber hinaus wurde für diese Versuche eigens eine 
Prüfvorrichtung konstruiert und gefertigt, welche eine seitliche Fixierung der Proben-
enden ermöglicht, siehe Bild 4.25. In dieser Abbildung sind weiterhin zwei unter-
schiedliche und gleichzeitig die einzigen aufgetretenen Versagensarten als Ver-
suchsergebnisse erkennbar: Deckschichtknittern beim CF+GF/PF-Sandwich und 
Deckschichtdruckversagen beim GF/PF-Sandwich (Tabelle 4.2). 
Die Ergebniskurven in Bild 4.26 zeigen nach anfänglichen Setzeffekten der Holzein-
sätze und einer erwartungsgemäß höheren Steifigkeit des CF+GF/PF-Sandwich im 
Vergleich zum GFK-Sandwich auffällig abweichende Maximalkräfte der GFK-Proben 
verschiedener Dicke, was an unterschiedlichen Fertigungsbedingungen liegen könnte, 
rrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrrr 
Tabelle 4.1:  Prüfbedingungen der Druckversuche in Sandwichebene 
Prüfart: Druckversuch in Sandwichebene 
Prüfnorm: ASTM C364 
A Sandwich: 
- Deckschichten: GF/PF, Gewebe, 1-lagig 
- Kern: Nomex® Wabe Schütz Cormaster C1-3.2-48 
B Sandwich: 
- Deckschichten: GF/PF, Gewebe, 1-lagig 
- Kern: Nomex® Wabe Schütz Cormaster C1-3.2-48 
C Sandwich: 
- Deckschichten: GF/PF, Gewebe, 1-lagig 
- Kern: Nomex® Wabe Schütz Cormaster C1-3.2-48 
D Sandwich: 
- Deckschichten: GF/PF, Gewebe, 1-lagig 
- Kern: Nomex® Wabe Schütz Cormaster C1-3.2-29 
Probenmaterialien: 
E Sandwich: 
- Deckschichten: CF+GF/PF, [0°CF/90°CF/0°GF-Gewebe] 
- Kern: Nomex® Wabe Schütz Cormaster C1-3.2-48 
A 93 mm x 75 mm x 15 mm 
B 126 mm x 75 mm x 15 mm 
C 93 mm x 75 mm x 12 mm 
D 79 mm x 75 mm x 12 mm 
Probengeometrien: 
E 79 mm x 75 mm x 10 mm 
Wabenorientierung: L-Richtung in Lastrichtung 
Prüfgeschwindigkeit: 0,5 mm/min 
 




Bild 4.25: Druckversuche in Sandwichebene: a) Deckschichtknittern bei CF+GF/PF- 
Deckschichten, b) Deckschichtdruckversagen bei GF/PF-Deckschichten 






A 15 mm GF/PF-Nomex® kurz 4762 134 Druckversagen 
B 15 mm GF/PF-Nomex® lang 5097 142 Druckversagen 
C 12 mm GF/PF-Nomex® 6128 146 Druckversagen 
D 10 mm GF/PF-Nomex® 3011 84 Druckversagen 














15 mm GF/PF-Nomex kurz





Bild 4.26: Kraft-Weg-Kurven der Druckversuche in Sandwichebene  
a                                                                   b 




deren Einfluss bereits diskutiert wurde. Bei den GF/PF-Sandwichproben mit Deck-
schichtdruckversagen breitete sich der Riss genau entlang der dünnen lokalen Be-
reiche unter bzw. über den Wabenzellwänden aus, was die Theorie bestätigt, dass 
dies die Schwachstelle der hier betrachteten Sandwichstrukturen ist (Bild 4.27). Dies 
gilt insbesondere für Druckbelastungen, da die Fasern in diesen matrixarmen Berei-
chen leicht ausknicken. 
 
 
Bild 4.27: Druckversagen der GF/PF-Deckschicht im lokal dünneren Bereich über 
den Wabenzellwänden 
 
4.6.2 Analytische Untersuchung 
Die Versagensarten von Sandwichstrukturen wurden in der Vergangenheit umfas-
send analysiert und entsprechende Berechnungsformeln der maximal ertragbaren 
Deckschichtlasten entwickelt, die primär an Aluminium-Sandwichstrukturen ange-
wendet wurden. Derartige Versagenskriterien können ein wichtiges Werkzeug bei der 
Auslegung von Sandwichverbunden darstellen [38]. Daher soll im Folgenden unter-
sucht werden, inwieweit die in der technischen Literatur dokumentierten Formeln für 
die hier behandelten Nomex®-Sandwichstrukturen anwendbar sind. In der Literatur 
sind zahlreiche Berechnungsansätze für globales Beulen [45], [293], [294], intrazellu-
läres Deckschichtbeulen [295]-[300] oder Schubinstabilitätsversagen [45], [293], 
[296] zu finden. Da diese Versagensmodi innerhalb dieser Versuchsreihe jedoch 
nicht auftraten, kann diesbezüglich keine Bewertung erfolgen. Vielmehr werden hier 
nur die beiden aufgetretenen Versagensarten Deckschichtknittern und Deckschicht-
druckversagen behandelt. 
 




Für die Abschätzung der kritischen Druckspannung, bei der ein Deckschichtknittern 
unter einachsiger Last eintritt, wird im Luftfahrttechnischen Handbuch (LTH) [301] 














⋅= . (4.8) 
Der Vorfaktor R kann hierbei von dem in [296] als sehr konservativ bezeichneten 
Wert 0,33 bis zum in [293] verwendeten Wert 0,816 variieren und ist in der Regel 
experimentell zu bestimmen. In dieser Arbeit trat ein Deckschichtknittern nur bei den 
CF+GF/PF-Nomex®-Sandwichproben auf. Eine Rückrechnung von dem hierbei vor-
liegenden Lastniveau unter Verwendung der Materialparameter 
GPaE f 8,30=  MPaE Tc 8,84, =  MPaG TLc 42, =        
mmt f 323,0=  mmtc 58,9=                    059,0=fν                 
führt dabei zu einem Vorfaktor R von 0,44, welcher in Übereinstimmung ebenfalls von 
Rapp et al. [302] für CFK-Nomex®-Sandwichstrukturen angegeben wird. Dieser Wert 
liegt innerhalb des skizzierten Intervalls, was den Schluss nahe legt, dass Gleichung 
4.8 zu plausiblen Ergebnissen bei der Abschätzung der Knitterlast führen kann. 
 
Deckschichtdruckversagen: 
Bei allen übrigen Proben kam es zu einem Druckversagen der Deckschichten, für 
welches das folgende einfache Kriterium aufgestellt werden kann: 
 max,ffracture σσ = . (4.9) 
Für die insgesamt drei 12 mm und 15 mm dicken GF/PF-Nomex®-Sandwichproben 
ergibt sich hier bei einer angesetzten Festigkeit von 150 MPa eine gute Überein-
stimmung mit einer Abweichung von 3%, 5% bzw. 10%. Die 10 mm dicken Proben 
versagten jedoch schon wesentlich früher. Dies kann an abweichenden Herstel-
lungsbedingungen sowie Materialvarianten liegen, worauf aufgrund einer völlig ab-
weichenden Farbgebung der Proben geschlossen werden kann.  
 




4.7 Biegeverhalten des Sandwichverbunds 
Bei einem 4-Punkt-Biegeversuch werden die Deckschichten auf Zug bzw. Druck und 
der Wabenkern auf Schub belastet. Daher eignet sich dieser Versuch besonders, um 
neben der effektiven Biegesteifigkeit der Gesamtstruktur auch die Kernschubsteifig-
keit zu untersuchen. Die Druckstempelabsenkung errechnet sich nach Zenkert [45] in 
































= . (4.11) 
Mit den Materialkennwerten und Deckschichtdicken, die in dieser Arbeit anhand der 
vorherigen Sandwichversuche und Mikroskopie bestimmt wurden, lassen sich so ana-
lytische Kraft-Weg-Kurven des 4-Punkt-Biegeversuchs erstellen, die mit Versuchsda-
ten von 12 mm und 15 mm dicken Sandwichproben (Bild 4.28) verglichen wurden: 
  GPaE f 20=  MPaGc 42=    mmt f 24,0=  mmtc 32,14= .     
 
Prüfart: Biegeversuch an Kernverbunden 
Prüfnorm: DIN 53293 [303] 
Probenmaterial: Sandwich: 
- Deckschichten: GF/PF, Gewebe, 1-lagig 
- Kern: Nomex® Honigwabe Schütz Cormaster C1-3.2-48 
A 240 mm x 30 mm x 12 mm Probengeometrie: 
B 240 mm x 30 mm x 15 mm 
Abstände: Auflager: 200 mm (L2), Stempel: 100 mm (L1) 
Wabenorientierung: L-Richtung in Probenlängsachse 
Prüfgeschwindigkeit: 5 mm/min 
Bild 4.28:  Prüfbedingungen der Biegeversuche an Sandwichproben 
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Unter der 4-Punkt-Biegebelastung kann eine Sandwichstruktur auf verschiedene Ar-
ten versagen: durch Kernschubversagen [62], [304]-[308], Deckschichtknittern [129], 
[163], [306], [309]-[311], Kern-Deckschicht-Ablösung [129], [312]-[314] oder Deck-
schichtdruckversagen [129], [283], [315]. In diesem Fall kam es wie in [313] zu einem 
lokalen Druckversagen der Wabe an den Stellen der Laststempel (Bild 4.29). Die 
Kraftkurven in Bild 4.29 zeigen eine gute Übereinstimmung zwischen den analytisch 
berechneten („In-situ-Kennwerte“) und experimentell ermittelten Ergebnissen. Dies 
zeigt, dass der analytische Ansatz gut geeignet ist, um die Gesamtsteifigkeit einer 
Nomex®-Sandwichstruktur abzuschätzen. Aufgrund dieser Tatsache wurde exempla-
risch diejenige Kraft-Weg-Kurve berechnet, welche sich ergibt, wenn die hohen Ma-
terialkennwerte der Einzelwerkstoffe herangezogen werden, die in Kapitel 3.1.1 und 
4.1 bestimmt wurden und auch in Datenblättern zu finden sind. Genauso wurde die 
Prepregdicke von 0,33 mm anstatt der im Sandwichverbund gemessenen 0,24 mm 
verwendet. Die resultierende Kurve ist ebenso in Bild 4.29 aufgeführt („Einzelwerk-
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15 mm Sandwich: Versuch
15 mm Sandwich: Analytisch: In-situ-Kennwerte
15 mm Sandwich: Analytisch: Einzelwerkstoffkennwerte
12 mm Sandwich: Versuch
12 mm Sandwich: Analytisch: In-situ-Kennwerte
 
Bild 4.29: Kraft-Weg-Kurven der 4-Punkt-Biegeversuche an Sandwichproben 
 
4.8 Bewertung der Ergebnisse 
Das Ergebnis dieser Untersuchung verdeutlicht, wie wichtig es ist, die Kennwerte 
derartig gefertigter Sandwichstrukturen anhand von Sandwichproben zu ermitteln, 
Kerneindrückung durch 
Laststempel 




und nicht die separat ermittelten Kennwerte von Kern und Deckschicht heranzuzie-
hen. Die Ursache liegt in den mit Hilfe von Mikroskopieaufnahmen nachgewiesenen 
Unebenheiten, Dickenschwankungen und dem Harzfluss in die Wabe. Dieses Ferti-
gungsverfahren, das in der Praxis aufgrund seiner Effizienz durch Einsparung der 
separaten Aushärtung der Deckschichten als zusätzlichen Prozessschritt angewen-
det wird, beeinflusst demnach das resultierende mechanische Verhalten des Sand-
wichverbunds in negativer Weise. Darüber hinaus konnte nachgewiesen werden, 
dass ein großer Teil des Harzes durch die gesamten Waben fließt, wo es keinen Ein-
fluss auf das Strukturverhalten hat, jedoch die Dichte unnötig erhöht, was bei derarti-
gen Leichtbaustrukturen ein unerwünschter Nebeneffekt ist. An dieser Stelle könnte 
eine Prozessoptimierung beispielsweise hinsichtlich der Autoklavparameter oder des 
Harzsystems angesetzt werden. 
Weiterhin war es im Rahmen dieser Versuchsreihen an Sandwichproben lediglich 
möglich, das quasi-statische Verhalten zu untersuchen. Die Untersuchung eines 
Dehnrateneffekts im Rahmen der Charakterisierung der Kern-Deckschicht-
Verbindung oder der Druck- und Biegeversuche wie in [215] konnte hier nicht durch-
geführt werden. 
 
4.9 Modellierung des Sandwichverbunds in LS-DYNA 
Die bisher erzielten Ergebnisse hinsichtlich Materialverhalten und Materialkennwer-
ten wurden für die Modellierung der GF/PF-Nomex®-Sandwichstrukturen verwendet. 
Dabei wird im Folgenden der Modellierungsansatz der kombinierten Schalen- und 
Volumenelemente (Shell-Solid-Shell) betrachtet, da nur hiermit die charakteristischen 
Versagensarten hinreichend genau abgebildet werden können. Die orthotrope FKV-
Materialmodellierung der GF/PF-Deckschichten mit MAT54 und unterintegrierten 
Schalenelementen wurde bereits in Kapitel 4.1.2 beschrieben, wobei im Folgenden 
die aus der Untersuchung an dem Sandwichverbund resultierenden reduzierten 
Kennwerte benutzt wurden. Das orthotrope 3D-Materialmodell für den Wabenkern 
wurde entsprechend Kapitel 3.5 herangezogen. Die Kern-Deckschicht-Verbindung 
wurde, wie in Kapitel 4.4.2 diskutiert, mit einer unlösbaren Kontaktformulierung reali-
siert. Auf Berechnungsergebnisse mit dieser Modellierungsmethode und Vergleiche 
mit Versuchsdaten wird nachfolgend ausführlich eingegangen. 
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5 Verbindungsstellen von GFK/Honigwaben-Sandwichstrukturen 
und deren Versagensverhalten 
 
In den vorigen Kapiteln wurden das Werkstoff- und Versagensverhalten der Einzel-
materialien sowie des Sandwichverbunds detailliert analysiert. Jedoch versagen 
Sandwichbauteile oftmals nicht im Bereich ungestörter Platten, sondern in Lasteinlei-
tungs- oder Verbindungsstellen, weshalb eine derartige Untersuchung notwendig ist. 
 
5.1 Kantenverbindungen 
5.1.1 Experimentelle Ermittlung der Festigkeit 
Prüfnormen für die Untersuchung der Festigkeit von Sandwichkantenverbindungen 
existieren nicht. Lediglich in [69] sind Druck-Biegeversuche dokumentiert. Da die 
Kantenverbindung bei derartigen Versuchen jedoch sowohl eine Biege- als auch eine 
Schubbelastung erfährt und so keine getrennte Analyse möglich ist, wurden neue 
Prüfverfahren umgesetzt, um eine Schub- und Momentenbelastung der Kantenver-
bindung separat zu untersuchen (Bild 5.1). Solche quasi-statischen Abscherversuche 
und Biegeversuche wurden an der TU Hamburg-Harburg durchgeführt (Bild 5.2). 
Gegenstand der folgenden Betrachtungen sind drei unterschiedliche Kantenverbin-
dungen von 10 mm dicken GF/PF-Nomex®-Sandwichplatten: Ein Stumpfstoß nach 
Bild 2.7a unter Verwendung des Klebstoffs 3M Scotch-Weld 9323 B/A auf Epoxidba-
sis, eine Verzapfung nach Bild 2.7c mit einer Zapfenbreite von 50 mm sowie eine 
Cut-and-Fold-Kante nach Bild 2.7f mit Mankiewicz Alexit FST-Füllgrund und einer 
Verstärkungslage innen (7781 Glasfasergewebe mit Bakelite EPR L 43 Epoxidharz). 
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1 Biegeversuch an Sandwichkan-
ten 
Prüfarten: 






- Deckschichten: GF/PF, Gewebe, 
1-lagig 








250 mm x 139 mm (Schenkel)        




Bild 5.2:  Prüfbedingungen der Kantenversuche an Sandwichproben 
 
In Bild 5.3 sind Kraft-Weg-Kurven der Biegeversuche mitsamt dem Nachversagens-
bereich einzelner repräsentativer Proben dargestellt. Bei den Stumpfstoßproben 
zeigte sich im Vergleich die geringste Maximalkraft. Hierbei kommt es zu einem 
schlagartigen Ablösen der Klebeverbindung zwischen den beiden Sandwichplatten 
auf der Innenseite der Kante. Die Restfestigkeit nach dem Versagen ist relativ gering, 
hier wird bei zunehmender Verformung lediglich die äußere Deckschichtlage unter 
einer geringen Last umgebogen.  
Die verzapften Proben weisen eine vergleichbare Biegesteifigkeit auf, wobei die 
durchschnittliche Versagenskraft geringfügig höher liegt. Beim Versagen wird die ge-
samte Klebeverbindung der Zapfen auf der Innenseite der Kante gelöst, die Verkle-
bung auf der Außenseite bleibt intakt. Die Restfestigkeit ist hier höher als bei den 
Stumpfstoßproben und wird durch die Biegung der äußeren Sandwichdeckschichten 
und das Herausziehen der Zapfen aus den Nuten bestimmt.  
Die Proben nach der Cut-and-Fold-Bauweise zeigen den höchsten Mittelwert der 
Maximalkraft und eine größere Biegesteifigkeit, welche aus dem Füllstoff im Kanten-
bereich resultiert. Das Versagen wird hier durch ein einseitiges Lösen der Verbindung 
zwischen dem gefüllten Wabenbereich und den benachbarten ungefüllten Waben be- 
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Bild 5.3:  Kraft-Weg-Kurven der Biegeversuche an Sandwichkanten 
 
stimmt. Die überlaminierte Verstärkungslage kann diese Rissentstehung nicht ver-
hindern. Im weiteren Verlauf wird die äußere Deckschicht auf der versagten Seite 
gebogen, während sich auf der entgegengesetzten (nicht versagten) Innenseite die 
Verstärkungslage von der Sandwichdeckschicht in einem fortschreitenden Delamina-
tionsprozess ablöst. Das Kraftniveau im Nachversagensbereich ist hierbei am höchs-
ten. Die Schadenstoleranz dieser Kantenverbindung ist am größten, denn solange 
die Delamination kein kritisches Stadium erreicht hat, können durch die intakte äuße-
re Deckschicht noch Kräfte aufgenommen werden. 
Bei dem Abscherversuch sind die Kurven bis zum Erstversagen nahezu deckungs-
gleich (Bild 5.4). Dies liegt daran, dass hier zunächst eine reine Schubbelastung des 
Wabenkerns vorliegt, welche von einem Schubversagen gefolgt wird, ohne dass die 
eigentliche Kantenverbindung versagt. Die Maximalkraft bei den Stumpfstoßproben 
liegt durchschnittlich bei 2839 N. Bezogen auf die Schubfläche ergibt dies eine 
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Bild 5.4:  Kraft-Weg-Kurven der Abscherversuche an Sandwichkanten 
 
Dieser Wert stimmt mit der Schubfestigkeit von 1,21 MPa des C1-3,2-48 Nomex®-
Wabenkerns in der TL-Ebene, der in den Schubversuchen in Kapitel 3.1.1.3 bestimmt 
wurde, sehr gut überein. Bei den Cut-and-Fold-Proben liegt die Maximalkraft mit 
3310 N höher. Dieser Effekt wird darauf zurückgeführt, dass der Füllstoff zur Kanten-
verstärkung auch teilweise in den schubbelasteten Wabenbereich gefüllt wurde und 
damit zu einer Erhöhung der Schubfestigkeit führt. Im weiteren Kurvenverlauf findet 
die eigentliche Belastung und Charakterisierung der Kantenverbindung statt. Bei den 
Stumpfstoßproben löst sich die Klebeverbindung zwischen den Schenkeln mit abfal-
lender Kraft. Bei den verzapften Proben steigt die Kraftkurve aufgrund der größeren 
Klebeflächen zunächst an und fällt dann nach dem ersten Versagen der Klebungen 
langsam ab. Die Cut-and-Fold-Proben zeigen ein anderes Verhalten: Aufgrund der 
Verstärkungslage, die in der Probeneinspannung mit eingespannt ist und auf Zug 
beansprucht wird, kommt es zu keiner vollständigen Zerstörung der Kantenverbin-
dung. Es entwickeln sich ein Riss in der oberen Verbindung von gefüllter und unge-
füllter Wabe sowie eine Delamination der Verstärkungslage. Dies geschieht unter 
einem hohen und steigenden Lastniveau. Im späteren Verlauf entsteht ein Riss in der 
Mitte der Verstärkungslage, welcher zu einem leichten Abfall der Kraftkurve führt.  
Schubversagen des Kerns Rissentstehung Ablösung der Verklebung 
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5.1.2 Numerische Analyse 
Ziel der numerischen Analyse dieser Versuche ist es, Modellierungsmethoden zu 
entwickeln, mit denen das Versagensverhalten und die Versagenslasten der Kanten-
verbindungen korrekt widergespiegelt werden können. Angestrebt wird hierbei eine 
möglichst einfache Modellierung mit einem geringen Detaillierungsgrad, die bei FE-
Berechnungen im industriellen Umfeld mit einem möglichst geringen zeitlichen Auf-
wand umgesetzt werden kann. Der hier verwendete Modellierungsansatz entspricht 
der kombinierten Schalen- und Volumenmodellierung (Shell-Solid-Shell), d.h. die 
Deckschichten werden mit unterintegrierten Schalenelementen unter Verwendung 
von MAT54 und die Kernschicht mit Volumenelementen und MAT126 modelliert. Die 
Verbindung von Kern- und Deckschicht erfolgt mit Hilfe eines Tied-Kontakts.  
Für die Verbindung sämtlicher Klebeflächen im Bereich der verklebten Kantenverbin-
dung wurde ein Tiebreak-Kontakt herangezogen. Diese Kontaktformulierung ermög-
licht durch die Definition einer maximalen Normal- und Schubspannung in der Kontakt-
fläche in Verbindung mit folgendem Versagenskriterium eine Ablösung der verbun-














Die Werte für die Normal- und Schubfestigkeiten waren unbekannt und wurden mit-
tels einer Parameterstudie bzw. Verifikationssimulationen empirisch ermittelt, so dass 
das Versagensverhalten und die Versagenskraft der jeweiligen Kantenverbindung im 
Biege- und Abscherversuch möglichst gut mit den Versuchsdaten übereinstimmen. 
Bei den Stumpfstoß-Proben gibt es lediglich zwei große Kontaktpaarungen (Bild 5.5). 
Die Versagensspannungen konnten hierbei derart bestimmt werden, dass beim 
Biegelastfall sowohl eine relativ gute Übereinstimmung der Versagensart als auch 
der durchschnittlichen Versagenskraft (Bild 5.6) erzielt wurden.  
Das Simulationsmodell der verzapften Kante entspricht in seinem Aufbau weitestge-
hend dem vorigen Modell, jedoch erhöht sich die Anzahl der Kontaktflächen durch 
die einzelnen Zapfen auf insgesamt 17 (Bild 5.5). Auch wenn bei dem Versagensbild 
des Biegeversuchs eine relativ gute Übereinstimmung mit dem Versuch erzielt wur-
de, so gibt es eine Abweichung bei der Versagenskraft (Bild 5.6). Um diese Abwei-
chung zu reduzieren, müssten unterschiedliche Versagenskennwerte für die einzel-




nen Kontaktflächen verwendet und in einer erneuten Optimierungsschleife bestimmt 
werden, was die Modellierung sehr komplex machen würde. 
Beim Modell der Cut-and-Fold-Kante wurden dem gefüllten Wabenbereich die isotro-
pen Materialkennwerte der Kernfüllmasse zugewiesen (Bild 5.5). Die Rundung des 
Kantenbereichs wurde dabei entsprechend der realen Probe angenähert. Da sich bei 
den Versuchen eine Rissbildung zwischen dem gefüllten und ungefüllten Wabenbe-
reich zeigte, wurde im FE-Modell jeweils ein Tiebreak-Kontakt zwischen den Elemen-
ten der Kernfüllmasse und dem regulären Wabenkern erstellt. Eine zweite Kontakt-
formulierung mit unterschiedlichen Versagenskennwerten wurde für die Verbindung 
der GFK-Verstärkungslage mit der Sandwichdeckschicht definiert. Hierbei wurde die 
Zusatzlage mit separaten Schalenelementen modelliert. Das Simulationsmodell er-
laubt es trotz seiner Einfachheit, das Versagensmuster in guter Näherung abzubil-
den. Hierbei entsteht zunächst durch eine Kontaktablösung ein Riss zwischen den 
Elementen der gefüllten und ungefüllten Waben, welcher für den Kraftabfall verant-
wortlich ist. Im Folgenden löst sich der Kontakt der Verstärkungslage in einem Dela-
minationsprozess von der Sandwichdeckschicht. Der Kraftverlauf in Bild 5.6 ent-
spricht den Versuchswerten bezüglich der Maximalkraft mit guter Näherung, die Stei-
gung der Kurve stimmt jedoch nicht überein. Da die Steifigkeit dieser Kantenverbin-
dung insbesondere von dem gefüllten Bereich bestimmt wird, müssten hier die Mate-
rialkennwerte der Kernfüllmasse modifiziert werden. 
Bei den Abscherversuchen wurden die gleichen FE-Modelle und die gleichen 
Versagenskennwerte der Tiebreak-Kontakte wie im Biegelastfall verwendet. Lediglich 
die Einspannbedingungen und die Lastaufbringung unterschieden sich. Die resultie-
renden Kraft-Weg-Kurven zeigt Bild 5.6. Der Versagensablauf der stumpf verklebten 
Proben ist anhand einer Bildfolge in Bild 5.7 dargestellt. Zunächst kommt es zu ei-
nem Schubversagen der Kernelemente, im Weiteren entsteht durch eine Kontaktab-
lösung ein Riss im inneren Kantenbereich, welcher so lange anwächst, bis auch die 
hintere Klebefläche sich löst und abgeschält wird. Dieser Versagensverlauf kann 
trotz des einfachen Modellierungsansatzes in guter Übereinstimmung mit den Ver-
suchsergebnissen abgebildet werden und bildet die Grundlage dafür, dass auch die 
Kraftkurve in guter Korrelation zu den Versuchsdaten steht. Dass die Steigung der 
Kurve nicht übereinstimmt bzw. eine Skalierung hinsichtlich der Wegachse vorliegt, 
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liegt daran, dass im FE-Modell die Elastizitäten der Prüfvorrichtung und des verwen-
deten Silikonstreifens als Probenauflage nicht mitmodelliert wurden, welche im Ver-
such zu erhöhten Deformationen führten. Auch bei den verzapften Proben gibt es 
eine gute Übereinstimmung hinsichtlich der Versagensfolge, der Kurvencharakteristik 
und des Kraftlevels im Kraft-Weg-Diagramm. Bezüglich der Abweichung der Weg-
achse gilt das gleiche wie im vorigen Fall.  
Beim Versagensablauf der Cut-and-Fold-Proben in Bild 5.7 entsteht nach dem 
Schubversagen der Kernelemente eine Ablösung im Klebekontakt der Elemente der 
gefüllten und ungefüllten Waben in Verbindung mit einer Kontaktablösung der GFK-
Verstärkungslage. Die Abweichung des entsprechenden Kraft-Weg-Verlaufs von der 
Versuchskurve ist hierbei tendenziell etwas größer als bei den vorigen beiden Model-
len (Bild 5.6).  
Zusammenfassend lässt sich sagen, dass mit diesem einfachen Modellierungsansatz 
geringer Detaillierung unter Verwendung von Tiebreak-Kontakten das Versagensver-
halten hinsichtlich Versagensablauf und Kraftlevel gut abgebildet werden kann.  
 
Stumpfstoß Verzapfung Cut-and-Fold 
   
 
 
Bild 5.5:  Simulationsmodelle und Versagensbilder der Kantenbiegeversuche: a) 
Stumpfstoß, b) Verzapfung, c) Cut-and-Fold-Kante 
a                                                    b                                           c


























































































Bild 5.6:  Kraft-Weg-Kurven der Kantenversuche: Experiment und Simulation 
 
Stumpfstoß: Cut-and-Fold: 
Experiment: Simulation: Experiment: Simulation: 


















An Inserts als typischen Lasteinleitungen in Sandwichstrukturen können generell fünf 
verschiedene Grundlastfälle auftreten: Zug, Druck, Schub, Biegung und Torsion. In 
der Regel wirken jedoch keine direkten lokalen Drucklasten auf den Insert, da ge-
wöhnlich großflächige Montageflächen verwendet werden. Daher spielt auch der 
Biegelastfall üblicherweise nur eine untergeordnete Rolle, zumal durch die Montage-
bleche kurze Hebelarme realisiert werden. Torsionsbelastungen treten eher bei der 
Montage der Befestigungsschraube als während des Betriebs auf. Aus diesem Grund 
sind es primär der Zug- und der Schublastfall, denen die meiste Bedeutung zu-
kommt, und die am häufigsten im Rahmen einer experimentellen Charakterisierung 
der Festigkeit einer Insert-Verbindung umgesetzt wurden [54], [55], [62], [66], [316]. 
Im Folgenden sollen die Zug- und Schubfestigkeit zweier standardmäßiger Insert-
Verbindungen für Flugzeugkabinenanwendungen untersucht werden. Behandelt 
werden Insert-Typen nach NAS 1833 [317] und NAS 1835 [318], wobei letzterer über 
einen schwimmenden Gewindeeinsatz verfügt, mit dessen Hilfe Montageungenauig-
keiten ausgeglichen werden können (Bild 5.8). Die Inserts wurden jeweils in einem 
Bereich mit Kernfüllmasse eingebettet und mit Hilfe eines Epoxidharzes (Huntsman 
Advanced Materials, Araldite® 2011) eingeklebt. Da es für derartige Versuche keine 
Prüfnormen gibt, wurden im Rahmen dieser Arbeit zwei Prüfvorrichtungen für Aus-
reiß- und Abscherversuche konstruiert und gefertigt, die in Bild 5.9 dargestellt sind. 
Um den Einfluss der Lastrate auf das Versagensverhalten zu untersuchen, wurden 
beide Versuche zum einen quasi-statisch mit einer Verfahrgeschwindigkeit von 1 








Bild 5.8:  Geprüfte Insert-Verbindungen: a) Typ NAS 1833 und b) Typ NAS 1835 
a                                                                               b schwimmender Gewindeeinsatz 




trat das Versagen nach einer Zeit von 200 s bzw. 0,4 s auf.  
Die Ergebnisse der Ausreißversuche, welche eine hohe Reproduzierbarkeit aufwie-
sen, sind in Bild 5.10 anhand von repräsentativen Kurven dargestellt. Die Kraftverläu-
fe beider Insert-Typen sind sehr ähnlich. Grundsätzlich lassen sich hier jeweils drei 
charakteristische Bereiche herausstellen. Das Erstversagen, verbunden mit einem 
leichten Kurvenabfall, ist jeweils auf ein Überschreiten der Schubfestigkeit des Kerns 
im unmittelbaren Wabenbereich neben der Kernfüllmasse zurückzuführen. Anschlie-
ßend steigt die Kraftkurve weiter an, bis sie beim Zug-/Schubversagen des Kernfüll-
massebereichs schlagartig abfällt. Die durchschnittlichen statischen Maximalkräfte 
liegen bei beiden Insert-Typen auf etwa gleichem Niveau von 2220 N und 2194 N. 
Beim Insert nach NAS 1835 kommt es jedoch erst bei größeren Deformationen zum 
Kraftabfall. Dies liegt daran, dass hier auch an der unteren Insert-Stirnfläche eine 
Klebeverbindung zum Kernfüllmassebereich besteht. Beim Typ nach NAS 1833 exis-
tiert diese Verklebung nicht, das Versagen tritt daher früher ein. Der dritte markante 
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1 Ausreißversuch an Inserts senk-
recht zur Deckschicht (Pull-Out) 
Prüfart: 
2 Abscherversuch an Inserts paral-
lel zur Deckschicht (Shear-Out) 
Prüfnorm: - 
Probenmaterial: Sandwich: 
- Deckschichten: GF/PF, Gewebe,     
1-lagig 
- Kern: Nomex® Wabe Schütz     
Cormaster C1-3.2-48 
- Kernfüllmasse: Cytec BR® 632 P4, 
mod. Epoxidharz 
A NAS 1833-C3-370: Durchmesser 
14 mm, Höhe 9,4 mm 
Insert-Typ: 
B NAS 1835-C3-430: Durchmesser 
17,4 mm, Höhe 11 mm 
Proben-
geometrie: 
127 mm x 127 mm x 15 mm 
I 1 mm/min Prüfge-
schwindigkeit: II 500 mm/min 
Bild 5.9:  Prüfbedingungen der Versuche an Sandwich-Inserts  
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Kurvenbereich ist durch die Restfestigkeit bestimmt, die sich durch ein Abschälen der 
oberen Deckschicht und Reibungsphänomene beim weiteren Herausziehen des In-
serts mitsamt der anhängenden Kernfüllmasse ergibt. Bei der höheren Lastrate zeigen 
die Kurven die gleichen Charakteristika, also die gleiche Versagensabfolge, jedoch 
liegen sie auf einem höheren Niveau, was auch für das Schubversagen des Kerns gilt. 
Dies bestätigt den untersuchten Dehnrateneffekt der hier verwendeten Materialien.  
Eine analytische Berechnung der Ausreißkraft gemäß dem Insert Design Handbook 
[319] bestätigt das Versuchsergebnis, dass die Versagenskraft nicht vom Insert-Typ, 
sondern lediglich von Dicke und Durchmesser des Kernfüllmassebereichs sowie von 
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Die errechneten 1630 N liegen durchschnittlich 35% unter den Versuchsergebnissen. 
Damit bestätigt sich die Aussage in [57], [316], dass diese Berechnungsformel zu 
sehr konservativen Ergebnissen führt. 
Die Versuchsergebnisse der Abscherversuche zeigt Bild 5.11. Wie bei den Ausreiß-
versuchen existiert auch hier wieder eine Übereinstimmung der Kurvenverläufe beider 
Insert-Typen. Die durchschnittlichen statischen Maximalkräfte sind hierbei beim Typ 
NAS 1835 mit 4360 N geringfügig höher als beim Typ NAS 1833 mit 3921 N, was 
erneut auf die untere Verklebung zurückzuführen ist. Nach einem linear-elastischen 
Bereich tritt ein Zugversagen der hinteren Insert-Verklebung auf, und die Kraft fällt 
stark ab. Das Totalversagen tritt infolgedessen durch ein Schubversagen der oberen 
Deckschicht mitsamt des darunter liegenden Kernfüllmassebereichs auf. Dabei wird 
der gesamte Block Kernfüllmasse, welcher in Lastrichtung vor dem Insert liegt, abge-
schert und löst sich dabei von der unteren Deckschicht, die unbeschädigt bleibt. Die 
Ergebniskurven sind stark durch die Menge der Kernfüllmasse beeinflusst, die sich in 
Lastrichtung vor dem Insert befindet, da bei denjenigen Proben mit wenig Kernfüll-
masse vor dem Insert dieses Schubversagen frühzeitig eintritt. Es wurde diesbezüg-
lich ein breites Spektrum von wenig Kernfüllmasse bis sehr viel Kernfüllmasse ge-
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schicht und Kernfüllmasse 
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geprüft. Beim Vergleich der statischen und dynamischen Maximalkräfte bestätigt sich 
auch hier ein Dehnrateneffekt.  
Die analytische Berechnung der Maximalkraft unter Schubbelastung nach [319] lie-
fert folgendes Ergebnis: 
 NbtbF fKFfWTKFS 396728 maxmax
2
max, =+= στ . (5.4) 
Die Übereinstimmung mit den experimentellen Werten von 3921 N und 4360 N ist bei 
einer durchschnittlichen Abweichung von 4% besser als im Fall der Ausreißfestigkeit. 
Berücksichtigt man die Schwankungen bei den hier verwendeten Parametern, eignet 
sich die analytische Formel für die maximale Abscherkraft sehr gut für eine Ausle-
gung, während die Berechnung der Ausreißkraft sehr konservativ ist. 
Numerische Analyse mittels Mesomodell: 
Mesomodelle mit einem hohen Detaillierungsgrad  (Bild 5.12) eignen sich nicht dazu, 
in globale Modelle großer Abmessungen übernommen zu werden, jedoch können sie 
wertvolle Informationen über die Zellverformung während einer Belastung liefern, da 
dieser Einblick bei einem Experiment nicht möglich ist. Auf diese Weise konnte die 
Theorie des Schubversagens des Kerns im Ausreißversuch nachgewiesen werden 
(Bild 5.12). Weiterhin erlauben validierte Modelle eine Parameterstudie hinsichtlich 
alternativer Kernfüllmassen, des Einflusses der Ausdehnung des Kernfüllmassebe-










Bild 5.12: Mesomodell: Untersuchung der Zellwanddeformation beim Ausreißversuch 
Schubbeulen der Waben 




Numerische Analyse mit vereinfachtem Ansatz: 
Im Gegensatz zu dem Mesomodell wurde im Folgenden eine möglichst einfache Mo-
dellierungsmethode entwickelt, die in der Lage ist, mit geringstem Modellierungs- und 
Berechnungsaufwand das Versagensverhalten einer Insert-Verbindung in einem glo-
balen FE-Modell eines Sandwichbauteils abzubilden.  
Die Grundlage hierfür bildet der Shell-Solid-Shell Modellierungsansatz einer Sand-
wichstruktur mit Volumenelementen für den Wabenkern und Schalenelementen für 
die Deckschichten. Die Software LS-DYNA bietet unterschiedliche Modellierungsop-
tionen im Bereich der Verbindungstechnik. Eine viel versprechende Option ist die 
Spotweld-Modellierung, welche die Verbindung zweier Flächen mit Hilfe von Balken- 
oder Volumenelementen darstellt. Da bei Balkenelementen keine Torsionsmomente 
übertragen werden können, haben sich in diesem Bereich Volumenelemente durch-
gesetzt, denen das Materialmodell *MAT_SPOTWELD zugewiesen wird. Sie werden 
mit Hilfe des Kontakts *CONTACT_SPOTWELD mit den zwei Flächen verbunden. In 
dem besagten Materialmodell können eine Vielzahl unterschiedlicher Versagenskrite-
rien angewendet werden, um ein Versagen der Verbindung darstellen zu können. 
Hierbei werden unterschiedliche Interaktionen von Normal- und Querkräften sowie 
wirkenden Momenten auf Basis resultierender Kräfte oder Spannungen angesetzt. 
An dieser Stelle wurde die Definition von maximalen Normal- und Schubkräften ge-
wählt, die direkt aus den Versuchsergebnissen übernommen werden konnten. Diese 





















F . (5.5) 
Da gezeigt werden konnte, dass die Versagensgrenzen der Insert-Verbindung nicht 
vom Insert-Typ abhängen, wurden beide Inserts mit der selben Spotweld-Definition 
modelliert. Bild 5.13 zeigt das einfache Modell der Probeplatte mit einem Insert, der 
mit Volumenelementen und der Spotweld-Option modelliert wurde. Der Kernfüllmas-
sebereich wurde im Gegensatz zum Wabenkern mit einem isotropen Materialmodell 
abgebildet. Für den Ausreißversuch wurden die Randbedingungen entsprechend den 
Experimenten in Form einer kreisrunden Einspannung der Sandwichplatte und der 
Zuglast auf die oberen Knoten des Inserts in z-Richtung aufgebracht. Für die Simula-
tion der Abscherversuche wurde das gleiche Modell verwendet, lediglich die Rand- 
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Bild 5.14:  Vergleich Ergebnisse von Versuch und Simulation: a) Ausreißversuch, b) 
Abscherversuch 
 
bedingungen und Lastrichtung wurden angepasst. Bild 5.14 zeigt die Kraft-Weg-
Kurven von Simulation und Versuch im Vergleich. Die Übereinstimmung der experi-
mentellen und numerischen Kurven im Fall der Ausreißversuche ist sehr gut. Insbe-
sondere das Schubversagen des Kerns vor dem Totalversagen wird mit diesem ein-
fachen Modell dank der validierten, homogenisierten Materialmodellierung des Wa-
benkerns mit sehr guter Übereinstimmung abgebildet. In beiden Kurven erfolgt der 
Kraftabfall bei Erreichen der definierten maximalen Normalkraft geringfügig früher als 
im Versuch, was eine geringere Energieaufnahme zur Zerstörung der Insert-
            elastisch:                     Kernschubversagen:            Spotweldversagen: 
a                                                                b 
Schnitt:        Spotweld-Element 




Verbindung bedeutet. Dieser Tatsache kann in diesem einfachen Modell lediglich 
durch eine Erhöhung der Versagenskraft oder einer Variation des Materialmodells 
des Wabenkerns im Nachversagensbereich begegnet werden, da diese den Kurven-
verlauf beeinflussen. Auch bei den Simulationen der Abscherversuche ist eine gute 
Übereinstimmung hinsichtlich des Erstversagens zu verzeichnen. Die Restfestigkeit, 
welche in den Versuchskurven bis zum Totalversagen deutlich wird, kann jedoch 
nicht abgebildet werden. Dies liegt daran, dass das Spotweld-Modell keine physikali-
sche Abbildung der Versagensart mit Ablösung der Klebeverbindung ist, sondern rein 
quantitativ mit einer maximalen Schubkraft arbeitet. Danach wird das Spotweld-
Element erodiert, so dass keine Restfestigkeit abgebildet werden kann.  
Zusammenfassend lässt sich sagen, dass mit dieser Modellierungsmethode für In-
sert-Verbindungen in guter Übereinstimmung mit Versuchsdaten die maximalen 
Normal- und Schubbelastungen abgebildet werden können. Auch Dehnrateneffekte 
können unter Verwendung der DAMAGE-FAILURE Option=1 (Toyota-Modell, [117]) 
umgesetzt werden, indem die Maximalspannungen in Abhängigkeit der effektiven 
Dehnrate in Kurvenform eingegeben werden. Nachteilig ist lediglich die Tatsache, 
dass keine Restfestigkeit abgebildet werden kann, da dieses Feature nicht in der 
Spotweld-Option implementiert ist. 
 
5.2.2 Anbindungswinkel 
Neben der Verwendung von Inserts können Lasteinleitungen auch über Anbin-
dungswinkel realisiert werden, die mittels einer Gegenplatte auf der Rückseite und 
Durchgangslöchern im Sandwich montiert werden. So kann eine typische Anbindung 
von Flugzeuggepäckfächern an die Rumpfstruktur ausgeführt werden. Um das Ver-
sagensverhalten zu untersuchen und anschließend modellieren zu können, wurden 
derartige Ausreißversuche unter einem Winkel von 0° an insgesamt zehn Proben-
platten an der TU Hamburg-Harburg durchgeführt (Bild 5.15). Im Bereich der Durch-
gangslöcher war die Wabe dabei zur Verstärkung mit Kernfüllmasse gefüllt. Es stellte 
sich jeweils ein Versagensablauf ein, welcher sich auch in dem Kraft-Weg-Diagramm 
einer repräsentativen Probe in Bild 5.16 widerspiegelt: Zunächst kam es zu einem 
Versagen der Deckschicht auf der Druckseite vor dem Anbindungswinkel, was sich 
durch die geringere Druckfestigkeit des GF/PF-Materials im Vergleich zur Zugfestig-
keit erklären lässt. Im weiteren Versuchsverlauf versagte die Deckschicht auch auf 
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der Zugseite, und ein Riss breitete sich aus. Das Totalversagen mit einem deutlichen 
Kraftabfall resultierte schließlich aus dem Entstehen von Längsrissen durch kombi-
nierte Zug- und Schubbelastung der Deckschicht seitlich des Anbindungswinkels.  
Numerische Analyse: 
Ein LS-DYNA Modell dieser Sandwichplatte mit Anbindungswinkel wurde auf Basis 





- Deckschichten: GF/PF, Gewebe, 
2-lagig 
- Kern: Nomex® Wabe Schütz  
Cormaster C1-3.2-48 
- Kernfüllmasse: Cytec BR® 632 
P4, mod. Epoxidharz 
Wabenorientierung: Lastrichtung in W-Richtung 
Probengeometrie: 600 mm x 600 mm x 15 mm 
Prüfgeschwindigkeit: 10 mm/min 

















Bild 5.16:  Kraft-Weg-Verlauf und Simulation des Anbindungswinkel-Ausreißversuchs 
Querriss der Deckschicht 
auf Druckseite 
Querriss der Deckschicht 
auf Zugseite 
Längsriss der Deck-
schicht durch Zug/Schub 
Weg [mm]




Ausreißversuch simuliert werden kann. Voraussetzung für eine korrekte Abbildung 
des Kraftverlaufs ist auch hier, dass der phänomenologische Versagensablauf im nu-
merischen Modell mit den Versuchsbeobachtungen übereinstimmt. Weil die Druckfes-
tigkeit im FKV-Materialmodell MAT54 einen geringeren Wert als die Zugfestigkeit hat, 
kommt es in der Tat zunächst zu einem Druckversagen der Elemente vor dem Anbin-
dungswinkel, das von einem Zugversagen im hinteren Bereich gefolgt wird. Auch die 
Entstehung der Längsrisse seitlich des Beschlags kann durch das Versagenskriterium 
nach Chang/Chang mit Interaktion von Zug- und Schubspannungen wie im Versuch 
beobachtet abgebildet werden. Die versagten Elemente werden vereinfachend aus 
der weiteren Berechnung entfernt. Diese Modellierung des Versagensablaufs und die 
Verwendung der im Vorfeld verifizierten Materialparameter führen zu einer guten An-
näherung der experimentellen Kraftkurve (Bild 5.16). Weiterhin konnte anhand des 
Simulationsmodells gezeigt werden, dass der Wabenkern noch vor dem Deckschicht-
versagen seine Schubfestigkeit erreicht und in den Nachversagensbereich kommt. 
Dieses Schubversagen tritt nicht schlagartig ein. Vielmehr versagt sukzessive eine zu-
nehmende Anzahl an Elementen, wodurch sich der degressive Kurvenverlauf erklärt. 
 
5.3 Bewertung der Ergebnisse 
Ingesamt konnte mit relativ einfachen Modellen der Kanten- und Insert-Verbindungen 
eine gute Abbildung des Versagensverhaltens erzielt werden, wobei zu beachten ist, 
dass sich diese Übereinstimmung in erster Linie durch die in den vorigen Kapiteln 
entwickelten Kern- und Deckschichtmaterialmodelle ergibt. Es ist jedoch festzuhal-
ten, dass die Güte einer Insert-Verbindung von sehr vielen Faktoren abhängt, die 
insbesondere mit der manuellen Einklebung zusammenhängen: Größe und Qualität 
des Kernfüllmassebereichs, die Positionierung des Inserts innerhalb dieses Bereichs, 
die räumliche Anordnung beim Einspritzen des Klebstoffs, die Bildung von Luftblasen 
beim Einkleben, die Nähe zu anderen Inserts oder freien Rändern. Gleiches gilt für 
die Kantenverbindungen, die ebenfalls in Handarbeit hergestellt werden und damit 
zahlreichen Fertigungsparametern und -ungenauigkeiten unterliegen. Ein solches 
Simulationsmodell kann zunächst nur mit den experimentellen Daten von Laborver-
suchen entwickelt werden und damit nicht alle Abweichungen im realen Bauteil ab-
decken. Um dies zu ermöglichen, müssten statistisch verteilte Unsicherheiten im 
Modell berücksichtigt werden [320], wofür es spezielle Software-Tools gibt. 
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6 Entwicklung eines Materialmodells für Wabenkerne mit  
 Abbildung von Versagen und Nachversagensverhalten 
 
Der Shell-Solid-Shell-Ansatz hat sich als sehr vorteilhaft erwiesen, was die Abbildung 
der Sandwichversagensarten betrifft, und wird daher für numerische Simulationen 
von Sandwichverbunden in der Praxis überwiegend eingesetzt. Dieser Ansatz ist je-
doch mit einem relativ hohen Modellierungs- und Berechnungsaufwand verbunden, 
weshalb es insbesondere bei sehr großen Strukturen notwendig sein kann, eine ge-
ringere Detaillierung und damit einen zweidimensionalen Modellierungsansatz zu 
wählen, in dem der gesamte Sandwichaufbau in einem Schalenelement abgebildet 
wird. In der expliziten FE-Berechnungssoftware LS-DYNA gibt es jedoch kein spe-
zielles Materialmodell, um in diesem Fall den Wabenkern darzustellen. Von ent-
scheidender Bedeutung ist hierbei, das orthotrope Materialverhalten abzubilden, um 
das stark unterschiedliche Schubverhalten in TL- und TW-Ebene zu berücksichtigen. 
Bei einer allgemeinen Strukturverformung einer Konstruktion in Sandwichbauweise 
sind Schubverformungen die dominierende Belastung des Kerns. Beim Erreichen der 
Schubfestigkeit kommt es zu einem Schubversagen, welches in den experimentellen 
Untersuchungen in Kapitel 5.1.1, 5.2.1 sowie 5.2.2 beobachtet wurde und hiermit 
eine der bedeutsamsten Versagensarten des Kerns darstellt. Wird in erster Nähe-
rung für den Wabenkern das gleiche Materialmodell wie für die FKV-Deckschichten, 
nämlich das orthotrope, bilineare MAT54 (MAT_ENHANCED_COMPOSITE_DA-
MAGE), verwendet, ist es nicht möglich, ein Kernschubversagen oder gar ein Nach-
versagensverhalten (siehe Bild 3.16) abzubilden, da die transversalen Schubspan-
nungen in den Schalenelementen in LS-DYNA zwar berechnet werden, jedoch im 
Versagenskriterium nicht verwendet werden. Ein Dehnrateneffekt, der in dieser Ar-
beit für Honigwabenstrukturen experimentell nachgewiesen wurde und bei hohen 
Lastraten nicht vernachlässigbar ist, ist mit diesem LS-DYNA Materialmodell eben-
falls nicht abbildbar. Ziel der folgenden Untersuchung soll es daher sein, ein benut-
zerdefiniertes Materialmodell (UMAT) für eine konstitutive Abbildung des Waben-
kerns mitsamt dehnratenabhängigem Versagens- und Nachversagensverhalten zu 
entwickeln. Gleichzeitig ist zu beurteilen, inwieweit eine Sandwichstruktur mit den 
Schalenelementen auf Basis der Schubverformungstheorie erster Ordnung (FSDT) 
vom Typ Belytschko/Tsay in LS-DYNA in Verbindung mit dem neu entwickelten Ma-




terialmodell für den Wabenkern realitätsnah abgebildet werden kann, d.h. inwieweit 
die berechneten Schubspannungen für eine Schädigungsmodellierung verwendet 
werden können. Die folgende Modellierung bezieht sich primär auf Honigwabenker-
ne, die eingeschränkte Anwendbarkeit für Faltwaben wird dabei ebenfalls dargestellt. 
 
6.1 Anforderungen an das Materialmodell und ihre Umsetzung 
Orthotropie: 
Das zu entwickelnde Materialmodell muss in der Lage sein, die orthotropen Material-
eigenschaften der Honigwabenstruktur abzubilden. Die Orthotropie-Option im benut-
zerdefinierten Materialmodell in LS-DYNA wurde daher aktiviert (IORTHO=1). Die 
Materialrichtung des Schalenelements muss infolgedessen wie bei den FKV-
Materialmodellen über die Option AOPT definiert werden, und die Materialkennwerte 
in den drei Hauptmaterialrichtungen sind vom Benutzer getrennt einzugeben. Grund-
lage für die Spannungsberechnung ist das Hooke’sche Gesetz für orthotrope Werk-





















































































.       (6.1) 
Verwendet man die Indizes der Materialachsen einer Wabenstruktur und schreibt die 































































































































  (6.2) 
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νννννννννζ 21 −−−−= .  (6.3) 
Wird nun angenommen, dass die transversalen Querkontraktionszahlen Null sind, 
wie es sich in Versuchen gezeigt hat und es in der Regel in der Berechnung von 
Sandwichstrukturen angenommen wird (eine Belastung in Wabenebene bewirkt kei-
ne Verformung in Dickenrichtung) 
  0==== TWWTTLLT νννν        (6.4) 
und wird der Schubkorrekturfaktor κ für den Transversalschub benutzt, der in LS-
DYNA bei der Definition des Schalenelementtyps *SECTION_SHELL anzugeben ist 








































































































.     (6.5) 
Mittels dieser Spannungs-Dehnungs-Beziehung wird das orthotrope Materialverhalten 
berechnet, wobei neben den Elastizitäts- und Schubmoduln eine Querkontraktions-
zahl in Wabenebene angegeben werden muss. Dies ergibt sieben unabhängige Werk-






νν = .      (6.6) 
Die Dehnung in Dickenrichtung, die auch bei Schalenelementen üblicherweise auf-
grund von Querkontraktionseffekten berechnet wird, um eine Änderung der Schalen-
dicke zu berücksichtigen, wird hiermit auch zu Null (zu beachten: 0≡Tσ ): 













ε .       (6.7) 
Prinzipiell soll das benutzerdefinierte Materialmodell geeignet sein, auch Faltwaben 
abbilden zu können, da sich in den Versuchsreihen zeigte, dass deren Spannungs-
Dehnungs-Verläufe denjenigen der Honigwaben qualitativ sehr ähnlich sind. Im Ge-




gensatz zu den orthotropen Honigwaben mit drei senkrecht zueinander angeordne-
ten Symmetrieebenen innerhalb der Kernstruktur existiert bei den in dieser Arbeit 
betrachteten Faltwaben jedoch lediglich eine Symmetrieebene, d.h. es handelt sich 
um eine monokline Anisotropie. Dies bewirkt eine Kopplung der Normaldehnungen 
mit Schubverzerrungen. Diese Kopplung muss vernachlässigt werden, wenn Faltwa-
ben mit diesem orthotropen Materialmodell abgebildet werden sollen. 
Nichtlineares Transversalschubverhalten und Nachversagensbereich: 
Nach einem transversalen Schubversagen der Wabe besteht eine Restfestigkeit, die 
sich in Versuchskurven sowohl für die Honigwaben als auch die Faltwaben [321] an-
nähernd als Plateauspannung gezeigt hat (siehe Bild 3.16). Als Schubversagen wird 
hierbei das Überschreiten des Kurvenmaximums, also der irreversible Zellwandbruch 
verstanden. Um dieses Schubversagen sowie den Nachversagensbereich im Materi-
almodell abzubilden, sind vom Benutzer zunächst die Schubfestigkeiten des Waben-














































τ . (6.9) 
Nach dem Erreichen der Schubfestigkeit wird die maximale Schubspannung auf ei-
nen Plateau-Wert begrenzt, der über einen Skalierungsfaktor der Schubfestigkeit an-
zugeben ist ( TLs , TWs ): 
 maxTLTLDamagePostTL s ττ ⋅=−  (6.10) 
 maxTWTWDamagePostTW s ττ ⋅=− . (6.11) 
Wird kein Wert angegeben, so wird alternativ das Element nach dem Schubversagen 
aus der Rechnung herausgelöscht. Um Lokalisierungen zu vermeiden würde sich an 
dieser Stelle eine Kopplung mit einer Viskosität bzw. Dämpfung anbieten, was hier 
jedoch nicht implementiert wurde. 
Mit diesem Berechnungsansatz wird das reale Schubverhalten in guter Näherung 
abgebildet, was sowohl für die TL- als auch die TW-Ebene und für hexagonale sowie 
überexpandierte Waben gilt (Bild 6.1). Lediglich der Spannungsabfall nach dem 
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Schubversagen ist in der Realität häufig nicht so steil wie in dem Berechnungsmodell, 
was einer höheren Energieaufnahme gleichkommt. Auf einen kontinuierlichen Span-
nungsabfall, welcher über eine Geradensteigung zu definieren wäre, wurde jedoch 
bewusst verzichtet, um die Komplexität der Benutzereingaben zu begrenzen, da für 














































Bild 6.1: Schubspannungs-Schubverzerrungs-Diagramm in a) TL- und b) TW-Ebene 
 
Schadenseffekt: 
Ein transversales Schubversagen des Kerns führt zu einer Schädigung der Waben-
struktur, die auch die Schubfestigkeit senkrecht dazu betrifft und diese reduziert. Da-
her wird nach einem Schubversagen in TL-Ebene die maximale Schubspannung in 
TW-Ebene auf den TW-Plateauwert begrenzt und umgekehrt. Dabei wird angenom-
men, dass das Materialverhalten in Wabenebene nicht beeinflusst wird.  
Nichtlineares Normalverhalten in Wabenebene:  
Bei ebenen Normalbelastungen in L- und W-Richtung wird ein linear-elastisch per-
fekt-plastisches Materialverhalten angenommen, wie es sich in den Versuchen ge-
zeigt hat. Da wegen der Stützung durch die Deckhäute keine großen Verformungen 
des Sandwichkerns in der Wabenebene zu erwarten sind, wird der Kompaktierungs-
bereich nicht berücksichtigt. Um dies zu realisieren, ist vom Benutzer eine Plateau-
spannung jeweils für die L- und W-Richtung einzugeben. Diese definierte Plateau-
spannung kann nicht überschritten werden, was ein perfekt-plastisches Verhalten zur 
Folge hat. Auf diese Weise wird das reale ebene Druckverhalten von hexagonalen 







a                                                                  b 




guter Näherung abgebildet (Bild 6.2). Da sich in den Versuchen in Kapitel 3.1.1 ge-
zeigt hat, dass die ebenen Zug- und Drucksteifigkeiten in der gleichen Größenord-
nung liegen, wird bezüglich der Steifigkeit keine Unterscheidung zwischen Zug und 












































Bild 6.2: Druckspannungs-Stauchungs-Diagramme in a) L- und b) W-Richtung 
Lineares Schubverhalten in Wabenebene: 
Das Schubverhalten in LW-Ebene ist auf Basis der Versuchsergebnisse als linear-
elastisch anzusehen. Aufgrund der geringen Schubverformungen einer Sandwich-
struktur in der Wabenebene wird der steile Kurvenanstieg bei großen Schubverzer-
rungen nicht berücksichtigt (siehe Bild 3.18). Daher wird das Schubverhalten allein 
durch den LW-Schubmodul beschrieben, welcher vom Benutzer anzugeben ist. Die 
Versuchskurven von hexagonalen und überexpandierten Honigwaben werden mit 
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Innerhalb eines Materialmodells ist es wichtig, nicht nur das Belastungsverhalten, 
sondern auch das Entlastungsverhalten korrekt zu repräsentieren, da im Rahmen 
einer dynamischen Simulation das resultierende Strukturverhalten dadurch beein-
flusst wird, ob im Entlastungsprozess elastisch gespeicherte Energie zurückgegeben 
wird oder eine plastische Deformation verbleibt. Bei vielen Materialmodellen, in de-
nen eine Spannungskurve vorgegeben wird, wird sowohl bei Be- als auch Entlastung 
dieser Kurve gefolgt, ohne plastische Verformungen zu berücksichtigen. Für das 
Druckverhalten in L- und W-Richtung wurde das Materialmodell derart ausgeführt, 
dass plastische Verformungen bei der Entlastung erhalten bleiben. Auch wenn dies 
gerade im Bereich kleiner Stauchungen nur eine Näherung ist, so spiegelt es die Be-
obachtungen bei Druckversuchen in Wabenebene von Nomex®-Waben und insbe-
sondere Aluminium-Waben wider, deren elastische Rückverformung nach Entlastung 
nur zu einem gewissen Teil erfolgt (Bild 6.4). Da das Zugverhalten in Wabenebene 
rein elastisch und ohne Plastizität modelliert wurde, erfolgt die Entlastung hier ent-
lang der linearen Belastungskurve. Das gleiche gilt auch für das Schubverhalten in 
LW-Ebene, welches ebenfalls rein elastisch ist (Bild 6.5). Beim transversalen Schub-
verhalten in TL- und TW-Ebene bleibt nach einem Schubversagen wiederum eine 
plastische Restdeformation. Die Entlastung findet mit der Steigung des Schubmoduls 
statt (Bild 6.5), da, wie in Bild 3.15 ersichtlich wird, die Wabe nach einem Schubver-








Bild 6.4: Links: Be- und Entlastung im Druckspannungs-Stauchungs-Diagramm in 
L- und W-Richtung. Rechts: Wabenprobe vor (unten) und nach (oben) 
dem Druckversuch in Wabenebene mit plastischer Deformation 
Druckspannung L, W 
Stauchung 





Bild 6.5: Be- und Entlastung im Schubspannungs-Schubverzerrungs-Diagramm, 
links: in LW-Ebene, rechts: in TL- und TW-Ebene 
 
Post-Processing mit History Variablen: 
Um das Post-Processing zu vereinfachen, soll mit Hilfe von History Variablen der 
Schädigungszustand der jeweiligen Elemente dargestellt werden können. Tritt durch 
das Überschreiten der Schubfestigkeit ein Schubversagen ein, so wird der Wert einer 
zugehörigen History Variable von 0 auf 1 gesetzt. Auf diese Weise können in einer 
zweifarbigen Modellansicht unmittelbar intakte und versagte Bereiche angezeigt 
werden. Dies wurde getrennt für TL- und TW-Schubversagen (HV2, HV3) sowie zu-
sätzlich mit einer History Variable für generelles Versagen (HV4) realisiert. Auch das 
Erreichen des plastischen Bereichs bei ebener Normalbelastung wurde mit History 
Variablen erfasst (HV5, HV6). 
Kritischer Zeitschritt/Elementerosion: 
Neben dem Schubversagen kann ein kritischer Zeitschritt TSIZE definiert werden, der 
eine Elementerosion steuert. Der jeweilige Zeitschritt eines Elements wird mit dem 
Wert TSIZE verglichen und das Element bei Unterschreitung gelöscht. Der Wert kann 
unbesetzt bleiben. 
Minimierung der Materialparameter: 
Das Materialmodell sollte mit den Basis-Materialkennwerten aus Datenblättern von 
Wabenherstellern verwendbar sein, ohne Versuche für die Parameterbestimmung 
durchführen zu müssen. Sind die Kennwerte in Wabenebene (L-, W- und LW-Kenn-
werte) nicht bekannt, die üblicherweise nicht in den Datenblättern der Wabenherstel-
ler publiziert werden, so können die entsprechenden Felder freigelassen werden. Sie 
Schubspannung LW  
Schubverzerrung 
Schubspannung TL, TW 
Schubverzerrung 
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werden dann aus den transversalen Kennwerten (T, TL und TW) errechnet, wobei 
experimentell ermittelte Skalierungsfaktoren als Mittelwerte der in dieser Arbeit un-









GGG += . (6.12) 
 
Dehnrateneffekt: 
Ein Dehnrateneffekt sollte berücksichtigt werden, um die in den Versuchen beobach-
tete Erhöhung der Spannungsniveaus bei hohen Lastraten abbilden zu können. Im 
LS-DYNA Honigwaben-Materialmodell für Volumenelemente *MAT_HONEYCOMB 
kann nur eine Skalierungskurve für alle Lastrichtungen angegeben werden, obwohl 
sich in den Versuchen zeigte, dass es stark unterschiedliche Dehnrateneffekte in den 
einzelnen Lastrichtungen gibt (siehe Bild 3.20). Um dem Rechnung zu tragen, können 
im neu entwickelten Materialmodell Skalierungsfaktoren in Abhängigkeit der Dehnrate 
für sämtliche Lastrichtungen (L, W, LW, TL, TW) getrennt definiert werden (*DEFINE_ 
CURVE). Die jeweilige Dehnrate wird zu jedem Zeitschritt ermittelt und mit Hilfe einer 
linearen Newton’schen Interpolation der zugehörige Skalierungsfaktor berechnet, wel-
cher den jeweiligen Spannungswert skaliert. Ebenso werden die Festigkeiten bzw. die 
Plateauspannungen skaliert, wie es im dynamischen Versuch zu beobachten war. 
Auch die Steigung der Entlastungskurve hängt von der Dehnrate ab. Sind die Skalie-
rungsfaktoren nicht für alle Richtungen bekannt, so können einzelne Kurven frei blei-
ben oder die gleichen Kurven wie für andere Lastrichtungen gewählt werden. 
 
6.2 Implementierung in LS-DYNA 
Das Materialmodell für Honigwaben in Schalenelementen wurde in FORTRAN pro-
grammiert und als benutzerdefiniertes Materialmodell (UMAT) in den kommerziellen 
FE-Code LS-DYNA Version 971 R7600.398 implementiert. Die Werkstoffkennwerte, 
die vom Benutzer im Materialmodell MAT41 (MAT_USER_DEFINED_MATERIAL_ 
MODELS) eingegeben wurden, werden in der programmierten FORTRAN-Subroutine 
eingelesen und für die Berechnung verwendet. Die grundsätzliche Aufgabe des be-
nutzerdefinierten Materialmodells liegt darin, aus einem Dehnungstensor, welcher der 
Subroutine als Eingabewert übergeben wird, mit Hilfe der Materialkennwerte einen 
Spannungstensor zu errechnen. Dies wird für jeden Integrationspunkt eines Ele-




ments zu jedem Zeitschritt durchgeführt. Weitere Eingabewerte in die Subroutine sind 
der aktuelle Berechnungszeitpunkt, die Zeitschrittweite, der Elementtyp sowie die 
History Variablen. In der Subroutine wird zunächst die aktuelle Dehnrate bestimmt 
und für jede Lastrichtung ein entsprechender Skalierungsfaktor aus den definierten 
Skalierungskurven mit Hilfe einer Newton’schen Interpolation errechnet. Im Anschluss 
wird mittels der Steifigkeitsmatrix eine Spannungsberechnung durchgeführt. Mit den 
Angaben einer Vorschädigung, die in den History Variablen gespeichert sind, wird für 
den Transversalschub überprüft, ob ein Schubversagen, eine Restfestigkeit oder gar 
Elementerosion vorliegt. In gleicher Weise wird für die Normalspannungen in Wa-
benebene verfahren. Hier wird überprüft, ob sich die Spannung im plastischen Be-
reich befindet. Entsprechend des Schädigungszustands werden die Spannungen und 
History Variablen aktualisiert und an das Berechnungsprogramm zurückgegeben. 























Benutzerdefinierte Material-Subroutine (UMAT): 




3. Druckverhalten in Wabenebene auf Plastizität 
 überprüfen 
 
4. Transversalschub auf Versagen/Restfestigkeit 
überprüfen 
 








EL, EW, GTL, GTW… 
Eingabewerte: 
Ausgabewerte: 
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6.3 Validierung des Materialmodells 
6.3.1 Ein-Element-Tests 
Zunächst wurden während und im Anschluss an die Entwicklungsarbeit des benut-
zerdefinierten Materialmodells die programmierten Features anhand von Ein-
Element-Tests validiert. Hierbei wurde ein einzelnes Schalenelement mit dem Mate-
rialmodell versehen und in ebenen Druck-, Zug- und Schubversuchen bei unter-
schiedlichen Dehnraten untersucht (Bild 6.7), wobei jeweils das angestrebte Materi-
alverhalten nachgewiesen werden konnte. Eine Untersuchung an verzerrten Elemen-






Bild 6.7: Beispiel eines Ein-Element-Tests: Druckversuch W-Richtung 
 
6.3.2 Berechnung des 4-Punkt-Biegeversuchs 
Im nächsten Validierungsschritt wurde die Verwendbarkeit des neu erstellten Materi-
almodells im Rahmen mehrschichtiger Schalenelemente nachgewiesen (Layered 
Shell-Ansatz). Dazu wurden Sandwichkomponententests simuliert und mit Versuchs-
ergebnissen abgeglichen. So konnte auch das Transversalschubverhalten überprüft 
werden, welches nicht in einem Ein-Element-Test analysierbar ist. Als Beispiel eignet 
sich der in Kapitel 4.7 behandelte 4-Punkt-Biegeversuch einer 15 mm dicken GF/PF-
Nomex®-Sandwichstruktur, für den sowohl experimentelle und analytische als auch 
numerische Ergebnisse mit dem Shell-Solid-Shell-Ansatz und dem Layered Shell-
Ansatz mit MAT54 für den Wabenkern zum Vergleich vorliegen. Hierbei wurden nicht 
nur die Genauigkeit der Berechnungsergebnisse, sondern insbesondere auch der 
Berechnungsaufwand überprüft und verglichen. Bei dieser Modellierung wurden in-
nerhalb eines Schalenelements vier Integrationspunkte definiert. Den beiden äuße-
ren wurde das Deckschichtmaterialmodell MAT54 und den beiden inneren das be-
nutzerdefinierte Wabenmaterialmodell UMAT zugewiesen. 




Bestimmung des Schubkorrekturfaktors: 
Das Berechnungsergebnis der Schalenmodellierung mit dem benutzerdefinierten 
Materialmodell hängt stark von dem gewählten Schubkorrekturfaktor κ ab, welcher 
die Querschubsteifigkeit im Rahmen der Schubverformungstheorie erster Ordnung 
skaliert. Dies gilt nicht für mehrschichtige Schalenelemente mit MAT54 für den Wa-
benkern, da Tabiei [98], [322] speziell für MAT54 (und MAT22) in LS-DYNA einen 
Korrekturalgorithmus entwickelte (LAMSHT), welcher bei der Modellierung von Sand-
wichstrukturen aktiviert werden kann und ein realistisches Schubverhalten ohne die 
Verwendung eines Schubkorrekturfaktors bewirkt. Das auf diese Weise berechnete 
Ergebnis des 4-Punkt-Biegeversuchs deckt sich mit dem Shell-Solid-Shell-Ansatz 
und dem analytischen Ergebnis. Da auch eine gute Übereinstimmung mit den Ver-
suchsdaten besteht, wurden diese Kraft-Weg-Kurven als Referenz angesehen, und 
es war das Ziel, einen Schubkorrekturfaktor κ für das benutzerdefinierte Materialmo-
dell zu bestimmen, welcher zu einem vergleichbaren Ergebnis führt. In [323] wird die 
Thematik der Schubkorrekturfaktoren für Sandwichstrukturen ausführlich behandelt. 
Dort werden unterschiedliche Berechungsansätze vorgestellt, die an dieser Stelle 
adaptiert werden sollen. Insbesondere die Methoden auf Basis der Schubverzer-
rungsenergien und mittleren Schubverzerrungen erwiesen sich als zielführend. Be-
züglich ihrer Herleitung sei auf [323] verwiesen.  
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Mit den Werten der GF/PF-Nomex®-Sandwichstruktur 
 mmtges 8,14=  mmtc 32,14=  mmt f 24,0=  
 GPaE f 20=  MPaEc 58,0=  
 GPaG f 8,1=  MPaGc 42=  
berechnet sich der Schubkorrekturfaktor zu  
 424,0=κ .          
 

















































































κ  (6.14) 
Mit den obigen Kennwerten der GF/PF-Nomex®-Sandwichstruktur ergibt sich ein 
Schubkorrekturfaktor von  
 430,0=κ .          
 
• Methode 3: Parameterstudie des Schubkorrekturfaktors im FE-Modell: 
Neben den analytischen Berechnungen wurde mittels einer Parameterstudie unter-
sucht, bei welchem verwendeten Schubkorrekturfaktor zwischen 0,2 und 1 die resul-
tierende Kraft-Weg-Kurve in bester Übereinstimmung mit der Referenzkurve liegt. 
Die Ergebnisse sind in Bild 6.8 dargestellt. Bei der Verwendung des von isotropen 
Werkstoffen bekannten Schubkorrekturfaktors von 0,83 reagiert die Struktur zu steif. 
Die beste Übereinstimmung mit den Referenzkurven wurde mit dem Wert  
 430,0=κ          
erzielt. Dieser Wert wurde annähernd übereinstimmend mit allen drei Methoden er-
halten, und wurde im Folgenden für sämtliche Berechnungen verwendet. 
 




















Layered Shell UMAT K=1
Layered Shell UMAT K=0,833
Layered Shell UMAT K=0,43
Layered Shell UMAT K=0,2
 
Bild 6.8:  Einfluss des Schubkorrekturfaktors auf die berechnete Struktursteifigkeit 
im Schalenmodell anhand eines 4-Punkt-Biegeversuchs  
 
Nach der Bestimmung des Schubkorrekturfaktors werden im Folgenden detailliert die 
Simulationsergebnisse der unterschiedlichen Berechnungsansätze untereinander 
und mit den Versuchsdaten verglichen. Da bei dem vorliegenden Sandwichmaterial 
im 4-Punkt-Biegelastfall kein Schubversagen, sondern vorher ein Deckschichtversa-
gen eintrat, wird zunächst nur die Steifigkeit untersucht und bewertet. Gemäß Glei-
chung 4.10 sind 15% der Gesamtverformung unter Drucklast auf Schub zurückzufüh-
ren, 85% auf Biegung. Bild 6.9 zeigt die Versuchs- und Simulationsergebnisse im 
Vergleich. Die Simulationsergebnisse der Schalenmodellierung und der Shell-Solid-
Shell-Modellierung stimmen exakt überein und decken sich in guter Näherung mit 
den Versuchsdaten. Bei den Simulationsmodellen tritt ein Totalversagen in Verbin-
dung mit einem Spannungsabfall aufgrund eines Deckschichtversagens auf der 
Druckseite auf. Im Experiment tritt zuvor bereits ein lokales Druckversagen der 
Sandwichstruktur durch die linienförmig belastenden Druckstempel ein, welches in 
den relativ grob vernetzten FE-Modellen nicht abbildbar ist. An dieser Stelle ist zu 
bemerken, dass diese Untersuchung nur für eine Netzfeinheit durchgeführt wurde. 
 
























Bild 6.9:  Ergebnisse der Simulation des 4-Punkt-Biegeversuchs  
 
Wird nun im Modell exemplarisch die Schubfestigkeit des Kerns reduziert, um ein 
Schubversagen zu provozieren, so erfährt die Kraftkurve ab dem Moment, wo das 
Kernschubversagen eintritt, einen Abfall, und die Kurvensteigung wird reduziert, weil 
der Kern auf einem konstanten, nicht weiter steigenden Spannungslevel verformt 
wird (Plateauspannung). Die Deckschichten sorgen weiterhin für den größten Anteil 
der Struktursteifigkeit. 
Bild 6.10 zeigt eine Spannungsfarbendarstellung der Querschubspannung im Kern. 
Darüber hinaus ist die Schubspannungskurve eines einzelnen Elements im stark 
schubbelasteten Bereich herausgestellt. Tritt kein Schubversagen ein, so ergibt sich 
eine linear steigende Schubspannungskurve. Tritt ein Schubversagen ein, so zeigt 
die Schubspannungskurve den charakteristischen Verlauf, in diesem Fall einen Abfall 
auf eine Plateauspannung, die 70% der Schubfestigkeit entspricht. Bild 6.11 zeigt die 
zweifarbige Darstellung der History Variablen HV2 „Schubversagen TL“ nach Eintre-
ten des Kernversagens. Ungeschädigte Bereiche sind hell dargestellt (HV2 = 0), ver-
sagte Elemente sind dunkel (HV2 = 1). Dieses Feature ermöglicht eine einfache Ana-


















Bild 6.11: Darstellung der Elemente, bei welchen ein Schubversagen aufgetreten ist 
 
Rechenzeitvergleich:  
Abschließend wurde der Rechenaufwand der Modellierungsansätze verglichen, da 
im industriellen Umfeld eine kurze Rechenzeit von Modellen eine hohe Priorität hat. 
Der 4-Punkt-Biegeversuch diente hierbei als Vergleichsgrundlage. Es wurden eine 
Simulationszeit von 60 ms sowie ein Zeitschritt von 5·10-5 ms vorgegeben. Hierbei 
zeigte sich, dass mit den mehrschichtigen Schalenelementen durchschnittlich eine 
um 50% geringere Rechenzeit als mit dem Shell-Solid-Shell-Ansatz erzielt wurde 
(Bild 6.12). Die Rechenzeit mit dem benutzerdefinierten Materialmodell ist hierbei 
geringfügig höher als mit MAT54, was an den zusätzlichen Features wie Dehnraten-
effekt oder Schädigungsbetrachtung und den damit verbundenen Schleifen im Pro-
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Für diese Untersuchung wurde zugunsten der Vergleichbarkeit des Berechnungsauf-
wands ein einheitlicher Zeitschritt vorgegeben, so dass es beim Rechenzeitvergleich 
allein auf die oben behandelte Rechenperformance ankommt und nicht unterschied-


















Layered Shell UMAT Layered Shell MAT54 Shell-Solid-Shell
Modellierungsansatz
 
Bild 6.12:  Vergleich der Rechenzeiten des 4-Punkt-Biegeversuchs 
 
6.3.3 Berechnung der Versuche an Lasteinleitungen 
Die Auszugversuche an Lasteinleitungsstellen in Kapitel 5.2 führten zu der Erkennt-
nis, dass jeweils zunächst ein Kernschubversagen auftrat, bevor die Lasteinleitungs-
stellen komplett versagten. Aus diesem Grund bietet es sich an, diese Versuche mit 
dem benutzerdefinierten Materialmodell nachzurechnen. 
Zunächst wurde der Anbindungswinkel-Ausreißversuch berechnet. Bei der Schalen-
modellierung wurden sämtliche Randbedingungen und Elementgrößen zugunsten 
einer Vergleichbarkeit entsprechend der in Kapitel 5.2.2 behandelten Shell-Solid-
Shell-Modellierung gewählt. Bild 6.13 zeigt die hohe Vergleichbarkeit der transversa-
len Kernschubspannungsverteilung beider Modellierungsansätze zu einem Zeitpunkt 
kurz vor dem Kernversagen. Eine Auswertung der History Variable HV4 für das 
Kernschubversagen in Bild 6.14 zeigt, dass der Wabenkern im Verlauf der Simulation 
sowohl vor als auch hinter dem Anbindungswinkel seine Schubfestigkeit erreicht.  
Das charakteristische Deckschichtversagen, welches im Shell-Solid-Shell-Modell gut 
abgebildet werden konnte, wird auch mit dem Schalenmodell erzielt. Hier werden die 
Elemente jedoch nicht erodiert, da nach einem Deckschichtversagen das jeweilige  




Element aufgrund der Restfestigkeit des Wabenkerns noch in der Rechnung ver-
bleibt. Das Deckschichtversagen kann jedoch über die History Variablen HV1 bis HV4 
des Materialmodells MAT54 ausgewertet werden. Diese geben Auskunft über ein 
Druck- bzw. Zugversagen in den beiden Hauptmaterialrichtungen auf Basis der 
Versagenskriterien nach Chang/Chang (Bild 6.15). Auch wenn das seitliche Ausrei-
ßen im Schalenmodell aufgrund der Zwangsverbindung beider Deckschichten nicht 
so gut wie im Shell-Solid-Shell-Modell abgebildet werden kann, so zeigt sich, dass 
mit dieser Modellierungsmethode sowohl die Kern- als auch die Deckschichtschädi-
gung in guter Näherung nachgebildet werden können.  
 
 
Bild 6.13:  Darstellung der transversalen Kernschubspannungen in TW-Ebene: a) 
Shell-Solid-Shell Modell, b) Schalenmodell mit UMAT 
Bild 6.14:  Darstellung des Kernschubversagens anhand der UMAT-History Variable 
HV4 in einer Bildfolge des Anbindungswinkel-Ausreißversuchs 
versagt 
intakt 
a                                                                  b 




Bild 6.15:  Darstellung des Deckschichtversagens: Erodierte Elemente im Shell-
Solid-Shell-Modell (links) sowie Auswertung der MAT54-History Variablen 
im Schalenmodell mit UMAT (rechts) 
 
Als zweiter Berechnungsfall wurde der Insert-Ausreißversuch aus Kapitel 5.2.1 mit 
dem Schalenansatz und dem benutzerdefinierten Materialmodell nachgerechnet, 
wobei wie im vorigen Fall sämtliche Randbedingungen, Netzgrößen und die Model-
lierung des Spotwelds sowie der Kernfüllmasse vom Referenzmodell in Kapitel 5.2.1 
abgeleitet wurden. Das Strukturverhalten entspricht auch hierbei annähernd dem 
Shell-Solid-Shell-Modell. Bevor es zu einem Spotweldversagen kommt, zeigt sich ein 
Kernschubversagen rund um den Kernfüllmassebereich, was mit Hilfe der History 
Variable HV4 auf einfache Weise ausgewertet werden kann (Bild 6.16).  
Für beide Berechnungsfälle wurde erneut der Rechenaufwand verglichen. Hierbei 
wurde zusätzlich eine Vergleichsrechnung mit einem Schalenmodell durchgeführt, 
bei der Deckschicht und Kern mit MAT54 abgebildet werden, auch wenn hier auf-
grund der fehlenden Möglichkeit eines Kernschubversagens kein Vergleich des me-
chanischen Verhaltens stattfinden kann. Die Rechenzeit der Shell-Solid-Shell-
Modelle ist im Schnitt etwa fünfmal länger als die der Schalenmodelle, was zum Teil 
auch an einem kleineren Zeitschritt liegt, der hier nicht vorgegeben wurde (Bild 6.17). 
 
Bild 6.16:  Darstellung des Kernschubversagens anhand der UMAT-History Variable 
HV4 in einer Bildfolge des Insert-Ausreißversuchs 
HV2: long. Druckversagen 
HV4: transv. Druckversagen
HV3: transv. Zugversagen 































Bild 6.17:  Vergleich der Rechenzeiten des Anbindungswinkel-Ausreißversuchs 
 
6.4 Bewertung der Ergebnisse 
Mit Hilfe des benutzerdefinierten Materialmodells ist es möglich, Sandwichstrukturen 
mit Wabenkern auch mit einem Schalenansatz zu modellieren, und dabei ein Kern-
schubversagen, einen Nachversagensbereich und Dehnrateneffekte abzubilden. Dar-
über hinaus kann der Schädigungszustand auf benutzerfreundliche Weise mittels 
einer zweifarbigen Darstellung visualisiert werden. Die Rechenzeit wird bei einer der-
artigen Modellierung im Vergleich zu einem Shell-Solid-Shell-Modell drastisch redu-
ziert. Es ist jedoch zu beachten, dass ein Schalenmodell nicht für jeden Lastfall ge-
eignet ist und nicht so viele Versagensarten wie der etablierte Shell-Solid-Shell-
Ansatz abbilden kann (z.B. Kern-Deckschicht-Ablösung, Kerneindrückung). Die Not-
wendigkeit der Definition eines Schubkorrekturfaktors als Folge der den Schalenele-
menten zugrunde liegenden Schubverformungstheorie erster Ordnung ist ein Nachteil 
dieses Ansatzes. Dieser ändert sich bei unterschiedlichen Wabenkernen und hat ei-
nen sehr großen Einfluss auf die resultierende Steifigkeit der Sandwichstruktur. Seine 
Bestimmung ist jedoch nicht trivial, und wenn sie analytisch erfolgt, sind Versuchsda-
ten etwa eines 4-Punkt-Biegeversuchs zum Abgleich dringend zu empfehlen.  
Anstelle des unmittelbaren Abfalls der Schubspannung im Fall eines Versagens auf 
das Plateaulevel, wie er hier umgesetzt wurde, könnte als Erweiterung ein allmähli-
cher, kontinuierlicher Abfall realisiert werden. Dies würde zum einen eher den Ver-
suchskurven entsprechen und damit die vom Kern aufgenommene Arbeit besser rep-
räsentieren und zum anderen aus numerischer Sicht das Entstehen von Schwingun-
gen verhindern, die sich in Folge eines abrupten Spannungsabfalls ergeben können.  
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7 Anwendung der Modellierungsmethoden auf kurzzeitdynami-
sche Lastfälle in der Luftfahrt  
 
Die erarbeiteten Modellierungsmethoden und Materialkennwerte wurden im Rahmen 
von drei konkreten kurzzeitdynamischen Berechnungsbeispielen aus dem Bereich 
der Luftfahrt angewendet, die im Folgenden kurz vorgestellt werden. 
7.1 Dynamische Belastung von Flugzeugkabinenkomponenten 
Flugzeugkabinenkomponenten sind ein klassisches Beispiel für Strukturen aus 
GF/PF-Nomex®-Sandwichmaterialien (Bild 7.1). Hierbei müssen insbesondere die 
teilweise schwer beladenen Überkopfgepäckfächer hohe Lasten tragen. Im Rahmen 
eines im 2. Hamburger Luftfahrtforschungsprogramm geförderten Projekts [324] wur-
de das Strukturverhalten von Überkopfgepäckfächern eines Großraumflugzeugs un-
ter kurzzeitdynamischer Belastung untersucht. Die Notwendigkeit einer derartigen 
Untersuchung ergab sich aus der Tatsache, dass zum gegenwärtigen Zeitpunkt 
sämtliche Kabinenkomponenten außer den Sitzen lediglich nach statischen Belas-
tungskriterien ausgelegt werden. In der Praxis können im Fall von Turbulenzen oder 
einer harten Landung jedoch hohe dynamische Lasten auftreten, welche bei den Ge-
päckfächern nicht zu einem strukturellen Versagen des Sandwichverbunds oder der 
Anbindungsstellen führen dürfen [325], [326].  
 
 
Bild 7.1:  Seitliches Gepäckfach in GF/PF-Nomex®-Sandwichbauweise (Airbus A310) 




Die Studie umfasste sowohl experimentelle als auch numerische Untersuchungen 
des kurzzeitdynamischen Strukturverhaltens von prototypischen Gepäckfächern. Um 
die Belastung der Sandwichmaterialien zu begrenzen, wurden diese Gepäckfachpro-
totypen mit neuartigen Energieabsorbern in den Anbindungen ausgerüstet [127]. Es 
wurden kurzzeitige Verzögerungen in Vorwärts- und Abwärtsrichtung eines Flug-
zeugs getrennt betrachtet und mit Hilfe von dynamischen Schlittenversuchen auf ei-
ner Crashtestanlage des TÜV Rheinland experimentell nachgestellt. Hierbei wurden 
die Gepäckfächer entweder horizontal oder vertikal auf dem Schlitten montiert, der 
aus einer konstanten Anfangsgeschwindigkeit heraus einem definierten Verzöge-
rungsimpuls ausgesetzt wurde. Die Ergebnisauswertung umfasste die Beschleuni-
gungen und Kräfte in den Anbindungsstellen sowie Auszugslängen der Energieab-
sorber. Weiterhin wurden eventuelle strukturelle Schädigungen betrachtet. 
Die Simulationsmodelle für die Berechnung in LS-DYNA wurden mit dem Shell-Solid-
Shell-Ansatz und den in dieser Arbeit entwickelten Modellen für GF/PF-Nomex®-Sand-
wichstrukturen sowie Kanten, Inserts und Anbindungswinkel erstellt (Bild 7.2, weitere 
Modellierungsdetails in Anhang A9). Auf Grundlage dieser verifizierten Teilmodelle 
konnte eine gute Übereinstimmung zwischen numerisch und experimentell ermittelten 
Anbindungskräften und Energieabsorberauszugslängen erzielt werden [8], [327]. Auch 
kritische Bereiche mit Spannungskonzentrationen, z.B. an Lasteinleitungen, konnten 









Bild 7.2:  Darstellung der Vergleichsspannung zweier unterschiedlich beladener 
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Aus diesem Grund konnten die Berechnungsmodelle im Rahmen von Pre-Test-
Simulationen für die Auslegung von Schlittentests mit alternativen Beladungsszenarien 
verwendet werden. In der vorliegenden Untersuchung konnte gezeigt werden, dass 
dynamische Simulationsrechnungen ein sehr effizientes und effektives Werkzeug für 
die Auslegung von Kabinenkomponenten für dynamische Lastfälle sein können. Ob-
wohl das Verhalten des Materials und der Anbindungsstellen derartiger Sandwich-
strukturen mit hoher Genauigkeit abgebildet werden kann, bleiben bei solch komple-
xen Bauteilen in Sandwichbauweise jedoch immer Restungenauigkeiten, die sich 
nicht zuletzt durch Abweichungen im Handarbeitsfertigungsprozess ergeben können. 
 
7.2 Impact auf Faltwaben-Sandwich 
Klassische kurzzeitdynamische Lastfälle für Sandwichstrukturen in der Luftfahrt sind 
Stoßbelastungen, die etwa durch fallengelassenes Werkzeug oder durch auf dem 
Rollfeld hoch geschleuderte Steine entstehen können. Derartige Low-Velocity-Impact 
Belastungen wurden an einer Sandwichstruktur mit dem in Kapitel 3.1.2 beschriebe-
nen CFK-Faltwabenkern und CFK-Deckschichten experimentell und numerisch un-
tersucht, worauf im Folgenden kurz eingegangen wird [328]. 
 
7.2.1 Impact-Versuche 
Die Impact-Versuchsreihe wurde an einem Fallturmprüfstand der TU Dresden mit ei-
nem 1 Zoll-Kugel-Impactor durchgeführt (Bild 7.3). Die Herstellung der Sandwichpro-
beplatte erfolgte in einer Heizpresse bei 75°C, 3,0 bar und einer Dauer von 3,5 h, wobei 
ein pastöser Klebstoff vom Typ Epibond 1590 A/B auf Epoxidharzbasis für die Kern-
Deckschicht-Verklebung zur Anwendung kam. Die Versuchsreihe umfasste Impact-
Energien von 5 J bis 75 J. Im hohen Geschwindigkeitsbereich wurde der Impactor zu-
sätzlich beschleunigt. Die Schadensanalyse nach den Versuchen erfolgte auf unter-
schiedliche Weisen. Neben einer Sichtprüfung wurden zum einen Ultraschallprüfun-
gen (US) an der TU Dresden durchgeführt, welche in erster Linie Auskunft über die 
Deckschichtschädigung, insbesondere Delaminationen gaben. Zum anderen wurde 
das Ausmaß der Kernschädigung im Rahmen von zerstörenden Prüfungen durch 
Aufsägen untersucht. Bild 7.4 gibt die Ergebnisse dieser Untersuchungen anhand der 
10 J, 30 J und 50 J Proben wieder. Eine Deckschichtschädigung durch Delaminationen 
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- Deckschichten: CF/EP, quasi-
isotrop, 16-lagig 
- Kern: CFK-Faltwabe 
Geometrie: 300 mm x 300 mm x 30 mm 
Impactor: 1 Zoll-Kugel-Impactor, 1,15 kg 
Impact-
Energien: 
5 J, 10 J, 20 J, 30 J, 50 J, 65 J, 
75 J 
Bild 7.3:  Prüfbedingungen der Impact-Versuche auf CFK-Faltwaben-Sandwich 
 
Draufsicht: US Rückwandecho: US Fehlerecho: Querschnitt: 
  10 J Impact: 
 
  30 J Impact: 
 
  50 J Impact: 
 
Bild 7.4:  Deckschicht- und Kernschädigung der 10 J, 30 J und 50 J Impact-Versuche 
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und Matrixbrüche ergab sich schon beim geringsten Energieniveau von 5 J. Auch ei-
ne Kernschädigung fand bereits bei diesen geringen Energien statt. Hierbei kam es zu 
einem lokalen Druckversagen und Fragmentieren im oberen Bereich der Faltwabe 
direkt unterhalb der Auftreffzone. Insgesamt ist die Schädigung, insbesondere auch 
bei hohen Energien, sehr lokalisiert, was auf die hohe Steifigkeit der Verbundstruktur 
zurückzuführen ist, die keine großen globalen Biegedeformationen der oberen Deck-
schicht zulässt. Anhand der US-Bilder ist weiterhin zu erkennen, dass die Ausbreitung 
der Delaminationen durch die benachbarten Faltwabenanbindungen begrenzt wird. 
 
7.2.2 Impact-Simulation  
Das LS-DYNA Modell der CFK-Faltwaben-Sandwichprobe wurde auf Grundlage des 
in Kapitel 3.2.4 entwickelten und validierten Mesomodells aufgebaut. Die Modellierung 
der Deckschicht basiert dabei auf dem Materialmodell MAT54 und den in [329] angege-
benen Kennwerten für CF/EP. Die Deckschicht wurde mit einer einzelnen Lage Scha-
lenelemente modelliert und kann somit an dieser Stelle kein interlaminares Versagen 
abbilden, welches sich im Versuch jedoch als wichtiger Energieabsorptionsmechanis-
mus herausgestellt hat. Daher wurde eine Plastizität in MAT54 zugelassen, so dass 
als Annäherung diejenige Energieabsorption, die sich durch Delamination ergeben 
würde, in einem vergleichbaren Rahmen durch plastische Verformung ermöglicht 
wurde. Der Impactor wurde als Starrkörper modelliert und mit der den Versuchen 
entsprechenden Masse und Anfangsgeschwindigkeit versehen (siehe Anhang A9).  
Anhand der 30 J Probe wird in Bild 7.5 exemplarisch gezeigt, dass mit dieser Model-
lierungsmethode eine gute Übereinstimmung zwischen Versuch und Simulation hin-
sichtlich der Ergebniskurven und des Schadensausmaßes erreicht werden kann. Da-
rüber hinaus zeigt die Vergleichsspannungsdarstellung, dass lediglich ein begrenzter 
Bereich von drei Faltwabenzellen belastet wird. Der Nutzen derartiger Simulations-
rechnungen kann in der Untersuchung und Bewertung verschiedener Faltwabenge-
ometrien oder Kernhöhen hinsichtlich ihres Impact-Verhaltens liegen, was auf rein 
experimentellem Wege einen unverhältnismäßig großen Aufwand darstellen würde. 
Zudem können durch die detaillierte Auswertung der Simulationsergebnisse Aussa-
gen bezüglich des Ausmaßes des belasteten Gebiets in Kern und Deckschicht, Be-
lastungshöhen oder Erstversagensarten getätigt werden, um mit diesen Informatio-
nen Maßnahmen für eine Verbesserung des Impact-Verhaltens treffen zu können. 




Bild 7.5:  Vergleich von Impact-Test und -Simulation: a) Vergleichsspannung bei 
maximaler Eindringung, b) Schädigung, c) Kraft- und Energieverlauf der 
30 J Probe 
 
7.3 Crashsimulation eines Rumpfsegments in Sandwichbauweise 
Als drittes Berechnungsbeispiel eines kurzzeitdynamischen Lastfalls in der Luftfahrt 
wurde eine Crashsimulation eines Rumpfsegments in Sandwichbauweise durchge-
führt. Das Ziel dieser Untersuchung bestand darin, die Versagensmechanismen so-
wie die Verzögerungen im Kabinenbereich zu analysieren und mit den Werten eines 
validierten Referenzmodells in klassischer Aluminiumbauweise zu vergleichen. 
Der untersuchte Sandwichrumpf basiert auf dem im Kapitel 2.1.1 vorgestellten Kon-
zept und umfasst CFK-Deckschichten sowie einen Faltwabenkern aus Aramidpapier 
(Bild 7.6). Die Sandwichstruktur wurde im LS-DYNA Modell mit einem Shell-Solid-
Shell-Ansatz abgebildet, wobei das Werkstoffmodell MAT126 für den Kern benutzt 
wurde. Die entsprechenden mechanischen Effektiveigenschaften als Eingabedaten 
wurden wie in Kapitel 3.2.4.2 beschrieben mit Hilfe virtueller Werkstoffprüfungen be-
stimmt [228]. Das Rumpfmodell umfasst sowohl Überkopfgepäckfächer als auch die 
Sitze mit elastisch aufgehängten Punktmassen, welche zur Darstellung der Passa-
giere dienen. Die Randbedingungen dieser Crashsimulation wurden von dem realen 
Fallversuch eines Aluminiumrumpfsegments abgeleitet und spiegeln eine überlebba-
re Bruchlandung wider [330] (siehe Anhang A9 für weitere Modellierungsdetails).  















Bild 7.6:  Illustration des Faltwabenkerns in der Sandwich-Rumpfhülle 
 
Reale Versuche an einem Rumpfsegment in Sandwichbauweise für einen Abgleich 
wurden nicht durchgeführt, so dass die Simulationsergebnisse nicht zuletzt aufgrund 
einiger Vereinfachungen im Modell hauptsächlich für das Aufzeigen von Tendenzen 
dienen sollen. Bild 7.7 zeigt die Deformationen der Rumpftonne in Sandwichbauwei-
se im Crashlastfall.  
Während sich beim Aluminiumrumpf Fließgelenke ausbilden und Energie durch plas-
tische Deformation absorbiert wird, ist das Versagen hier primär von einem Aufbre-
chen und Fragmentieren der CFK-Spante geprägt. Weiterhin kommt es zu einem 
großflächigen transversalen Schubversagen des Wabenkerns, einerseits im unteren 
Rumpfbereich, wo auch Teile der Deckschichten durch die starke Formänderung bre-
chen, andererseits auch im Lasteinleitungsbereich des Passagierfußbodengerüsts.  
 
  
Bild 7.7:  Fallversuch eines Rumpfsegments: a) Referenzversuch [331], b) Crash-
simulation des Rumpfsegments in Sandwichbauweise nach 0 und 200 ms 
a                                           b 
CFK-Deckschichten 
Faltwabenkern 




Neben dem Shell-Solid-Shell-Ansatz wurde dieses Rumpfsegment auch mit einem 
Layered Shell-Ansatz unter Verwendung des in dieser Arbeit entwickelten benutzer-
definierten Materialmodells für den Wabenkern modelliert. Hierbei zeigte sich jedoch, 
dass die Schalenmodellierung an dieser Stelle nicht zielführend ist. Ein Vergleich des 
Schubversagens des Wabenkerns zeigte große Unterschiede zwischen den beiden 
Modellierungsvarianten. Das beim Shell-Solid-Shell-Ansatz beobachtete großflächige 
Schubversagen tritt beim Layered Shell-Modell nur in wenigen Elementen auf (Bild 
7.8). Die Ursache hierfür liegt in der Lasteinleitung: Im Shell-Solid-Shell-Modell findet 
die Anbindung der Spante und damit die Lasteinleitung des Fußbodengerüsts in den 
Sandwichverbund allein an den Knoten der inneren Deckschicht statt, so dass es 
beim Bodenaufprall eine Schubverzerrung zwischen innerer und äußerer Deck-
schicht geben kann. Beim Layered Shell-Modell sind jedoch die Spante an den Scha-
lenelementknoten angebunden, welche sowohl der inneren als auch äußeren Deck-
schicht zugehörig sind. Demnach wird die Rumpfschale durch die angebundenen 
Spante derart versteift, dass keine Schubverzerrung möglich ist.  
An dieser Stelle würde sich eine kombinierte Modellierung anbieten, um einen Kom-
promiss aus Effizienz und Schadensabbildung zu erzielen, d.h. für die unteren, schä-
digungsgefährdeten Bereiche würde ein Shell-Solid-Shell-Ansatz und im oberen 
Rumpfbereich ein Schalenansatz zur Anwendung kommen. 
 
 
Bild 7.8:  Schubversagen des Wabenkerns: a) Shell-Solid-Shell, b) Layered Shell 
(UMAT) 
 
Schubversagen in TW-Ebene 
a                                                                b 
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8 Zusammenfassung und Ausblick 
 
In dieser Arbeit wurde das Schädigungsverhalten von Nomex®-Honigwaben und neu-
artigen Faltwaben aus Kevlar® und CFK sowie den zugehörigen Sandwichstrukturen 
experimentell und numerisch unter der Verwendung der Software LS-DYNA unter-
sucht. Diesbezüglich wurde zunächst das mechanische Verhalten beider Wabenty-
pen unter quasi-statischen und hochdynamischen Lastraten charakterisiert. Bei den 
Honigwaben konnte dabei ein Dehnrateneffekt beobachtet werden, der sich aus 
Trägheiten beim Zusammenfalten der Zellwände ergibt. Neben der experimentellen 
Bestimmung der Materialeigenschaften wurden alternativ analytische und numeri-
sche Methoden angewendet. Insbesondere die virtuellen Werkstoffprüfungen mittels 
dynamischer Simulationen und Mesomodellen zeigten dabei das Potenzial, auf effi-
ziente Weise und mit einer hohen Ergebnisgenauigkeit das mechanische Verhalten 
von Wabenkernen etwa im Rahmen einer Geometrieoptimierung vorherzusagen. 
Derartige Mesomodelle wurden im Rahmen dieser Arbeit auch für Impact-
Simulationen verwendet und zeigten dabei ebenfalls eine gute Abbildung der Realität. 
Bei der Betrachtung von GFK/Honigwaben-Sandwichverbunden wurde zunächst  das 
lastratenabhängige Materialverhalten der GF/PF-Deckschichten untersucht, wobei 
ein ausgeprägter Dehnrateneffekt ermittelt wurde. Im Rahmen der Charakterisierung 
des Einflusses des speziellen Fertigungsverfahrens der Sandwichstrukturen auf die 
Materialeigenschaften von Kern und Deckschicht wurden der Telegraphing-Effekt 
sowie der Harzfluss aus den Deckschichten in den Wabenkern mikroskopisch und 
experimentell mittels Zug-, Druck- und Biegeversuchen untersucht. Dabei zeigte sich 
eine starke Reduktion der Kennwerte im Vergleich zu den vorher getesteten Einzel-
werkstoffen, was sowohl die Notwendigkeit der Prüfung von Sandwichproben anstatt 
der Einzelwerkstoffe als auch ein Optimierungspotenzial des Herstellverfahrens er-
kennen ließ. Bezüglich der Kern-Deckschicht-Verbindung konnte experimentell ermit-
telt werden, dass diese unter reiner Zug- bzw. Schublast eine höhere Festigkeit als 
der Honigwabenkern aufweist, so dass bei der Modellierung der Verbindung auf ein 
Versagen verzichtet werden konnte. Eine Untersuchung der auftretenden 
Versagensarten unter Druckbelastung in Sandwichebene zeigte sowohl ein Deck-
schichtknittern als auch ein Deckschichtdruckversagen, deren Versagenslast mit Hil-
fe analytischer Ansätze gut abgeschätzt werden konnte. 




Neben den reinen Sandwichplatten wurden auch Verbindungsstellen als mögliche 
Orte für einen Versagenseintritt betrachtet. Mittels Biege- und Abscherversuchen 
wurden drei unterschiedliche Kantenverbindungen hinsichtlich der Versagensmecha-
nismen sowie der Schadenstoleranz geprüft und mit Hilfe von entwickelten numeri-
schen Modellen auf der Basis lösbarer Kontaktformulierungen nachgerechnet. Auch 
verschiedene Insert-Verbindungen wurden unter Zug- und Abscherlast getestet, wo-
bei im Zuglastfall zunächst ein Kernschubversagen aufgetreten ist. Simulationsmodel-
le wurden auf der Basis von Spotweld-Elementen entwickelt und konnten bis auf ein 
Restfestigkeitsverhalten das Versagensverhalten gut abbilden. Ein Kernschubversa-
gen trat ebenfalls beim Ausreißversuch eines montierten Anbindungswinkels auf. 
Um ein solches Kernschubversagen, das sich als die dominierende Versagensart 
herausgestellt hat, auch mit einer Schalenmodellierung der Sandwichstruktur abbil-
den zu können, wurde ein benutzerdefiniertes Materialmodell in LS-DYNA entwickelt. 
Hierbei wurden sämtliche im Rahmen dieser Arbeit ermittelten Charakteristika der 
Honigwabenkerne implementiert, also eine Orthotropie, ein Kernschubversagen mit 
Restfestigkeit im Nachversagensbereich, ein linear-elastisch perfekt-plastisches Ma-
terialverhalten in Wabenebene sowie Dehnrateneffekte. Die Validierung erfolgte mit 
Hilfe der Versuchsdaten der Biegeversuche sowie der Versuche an Lasteinleitungs-
stellen. Die Berechnungsergebnisse derartiger Schalenmodelle waren dabei bei einer 
wesentlich geringeren Rechenzeit mit denen von Volumenmodellen vergleichbar. Es 
zeigte sich jedoch, dass die Wahl des Schubkorrekturfaktors einen großen Einfluss 
auf das Berechnungsergebnis hat und dieser Modellierungsansatz nicht für alle Last-
fälle geeignet ist, was bei der Crashsimulation eines Rumpfsegments deutlich wurde. 
Die hier angestellten Untersuchungen können infolge der erzielten Ergebnisse in vie-
len Bereichen fortgeführt werden. Zum einen wäre eine Erweiterung der FKV-
Materialmodelle in LS-DYNA in Bezug auf Dehnrateneffekte wünschenswert. Auch 
das vorhandene Honigwaben-Materialmodell MAT126 in LS-DYNA könnte hinsicht-
lich einer Verhinderung von Lokalisationseffekten oder der Interaktion von Normal- 
und Schubspannungen verbessert werden, was eine experimentelle Datenbasis vor-
aussetzen würde. Aufgrund der zahlreichen aus der manuellen Fertigung resultie-
renden Ungenauigkeiten und deren Einfluss auf das Materialverhalten wäre weiterhin 
eine systematische Analyse mitsamt Einbeziehung in die Modellierung und Einfluss-





A1:  Kennwerte der untersuchten Nomex®-Honigwaben als Ergebnisse der 
quasi-statischen Versuchsreihen 
 
Tabelle A1.1:  Experimentell bestimmte mechanische Kennwerte der Honigwaben 
[MPa] C1-3.2-29 C1-3.2-48 C1-4.8-48ox 
Druckverhalten: 
ET,D (mit Decksch.) 28,2 84,8 83,6 
ET,D (ohne Decksch.) 23,7 71,4 73,5 
EL,D 0,08 0,58 0,05 
EW,D 0,09 0,33 1,15 
σT,D,max 0,62 1,94 2,04 
σT,D,Plateau 0,32 1,10 0,84 
σL,D,Plateau 0,01 0,04 0,03 
σW,D,Plateau 0,01 0,034 0,03 
νLW 0,81 - - 
νWL 0,68 - - 
νTL 0 0 0 
νLT 0 0 0 
νTW 0 0 0 
νWT 0 0 0 
Zugverhalten: 
ET,Z - 23,12 - 
EL,Z - 0,70 - 
EW,Z - 0,90 - 
σT,Z,max - 2,19 - 
σL,Z,max - 0,52 - 
σW,Z,max - 0,12 - 
Schubverhalten: 
GTL 18,8 41,9 30,0 
GTW 17,9 25,5 30,3 
GLW 0,09 0,31 0,37 
τTL,max 0,48 1,21 0,63 
τTW,max 0,30 0,70 0,81 





A2:  Zellverformung der Nomex®-Honigwaben unter Druck- und Schubbelas-
tung in Wabenebene 
 
 
Bild A2.1:  Zellverformung der hexagonalen (C1-3.2-48) und überexpandierten (C1-
4.8-48ox) Nomex®-Waben unter Druckbelastung in der Wabenebene mit 
Angabe der Stauchung 
 
   
Bild A2.2:  Zellverformung unter Schubbelastung in der Wabenebene (C1-3.2-48) 










A3: Ergebnisse dynamischer Versuche an überexpandierten Nomex®-
Honigwaben 
 





















strain rate 300 s-1
strain rate 150 s-1
strain rate 0.5 s-1
strain rate 0.001 s-1
 




















strain rate 50 s-1
strain rate 10 s-1
strain rate 0.1 s-1




















strain rate 50 s-1
strain rate 10 s-1
strain rate 0.1 s-1
strain rate 0.001 s-1
Bild A3.1:  Druckspannungs-Stauchungs-Kurven der überexpandierten Nomex®-
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A4:  Berechnungsformeln der effektiven Honigwabenkennwerte 

























































































































































































νν =  sTL νν =  sTW νν =  
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νν =  STL νν =  STW νν =  
 
































































































































































































































νν =     STL νν =     STW νν =  
 












































































































































































νν =  STL νν =  STW νν =  
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• Bitzer [342]: 
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A5:  Berechnungsergebnisse der effektiven Wabenkennwerte  
 
Tabelle A5.1:  Vergleich der experimentell und analytisch bestimmten elastischen 
Kennwerte der hexagonalen Honigwabe C1-3.2-29: Berechnungser-
gebnisse mit einer Abweichung von unter 10% sind markiert 
C1-3.2-29 LE  WE  TE  TLG  TWG  LWG  TLν  TWν  LWν  
 [MPa] [-] 
Experiment 0,08 0,09 23,7 18,8 17,9 0,09 0 0 0,81 
 
Qiao/Xu  [355], [356] - - - 21,7 14,5 0,27 - - - 
Gibson/Ashby  [10] 0,09 0,09 75,2 14,5 14,5 0,02 0,3 0,3 1 
Guo/Gibson  [332] 0,09 0,08 - - - - - - - 
Meraghni et al.  [232] - - 50,1 19,3 16,5 - - - - 
Fu/Yin  [333] 0,09 0,09 - - - - - - 0,998 
Burton/Noor  [337] 0,09 0,09 100,2 24,1 14,5 0,05 0,3 0,3 0,999 
Nast  [339], [340] 0,13 0,10 - 38,6 28,6 0,02 - - 1,14 
Zenkert  [46] - - 76,8 19,3 7,71 - 0,3 0,3 - 
Masters/Evans  [346] 0,09 0,09 - - - 0,02 - - 0,998 
Shi/Tong  [341] 22,6 22,6 - 21,7 14,5 0,07 - - 1 
Tripplett  [336] - - - - - 0,05 - - - 
Bitzer  [342] 0,24 0,24 - - - 0,18 0,1 0,1 0,1 
Grediac  [343] - - - 20,9 14,5 - - - - 
Zhang/Ashby  [233] - - 100,2 11,1 18,5 - 0,3 0,3 - 
Caddock et al.  [347] 0,09 0,09 - - - - - - 1 
Starlinger  [344] - - 125,3 19,3 28,9 - - - - 
Chamis/Aiello/Murthy  [345] 0,02 0,03 112,8 14,5 14,5 14,5 0,3 - 1,15 
Klintworth/Stronge  [348], [349] 0,09 0,09 - - - 0,07 - - 1 
Karlsson/Wetteskog  [352] 0,48 0,48 173,6 37,6 25,0 0,24 0,3 0,3 0,993 
Vinson/Sierakowski  [350] - - - 19,3 7,7 - - - - 
Wiedemann  [335] - - 100,2 24,1 14,5 - - - - 
Vinson  [334] - - 100,2 24,1 14,5 - - - - 
Stamm/Witte  [351] - - - 24,1 14,5 - - - - 
Penzien/Didriksson  [353] - - - 46,7 6,71 - - - - 
Chang/Ebcioglu  [176] - - - 24,1 14,5 - - - - 
Akasaka/Takagishi  [175] - - - 21,7 14,5 - - - - 
Nagao  [177] - - - 24,1 14,5 - - - - 
Hoffman  [338] - - - - - - - - 1 









Tabelle A5.2:  Vergleich der experimentell und analytisch bestimmten elastischen 
Kennwerte der hexagonalen Honigwabe C1-3.2-48: Berechnungser-
gebnisse mit einer Abweichung von unter 10% sind markiert 
C1-3.2-48 LE  WE  TE  TLG  TWG  LWG  TLν  TWν  LWν  
 [MPa] [-] 
Experiment 0,58 0,33 71,4 41,9 25,5 0,31 0 0 - 
 
Qiao/Xu  [355], [356] - - - 32,4 19,4 0,66 - - - 
Gibson/Ashby  [10] 0,22 0,22 101,1 19,4 19,4 0,06 0,3 0,3 1 
Guo/Gibson  [332] 0,23 0,20 - - - - - - - 
Meraghni et al.  [232] - - 67,4 25,9 22,0 - - - - 
Fu/Yin  [333] 0,22 0,22 - - - - - - 0,996 
Burton/Noor  [337] 0,22 0,22 134,8 32,4 19,4 0,13 0,3 0,3 0,999 
Nast  [339], [340] 0,32 0,24 - 51,8 38,4 0,06 - - 1,14 
Zenkert  [46] - - 127,1 25,9 10,4 - 0,3 0,3 - 
Masters/Evans  [346] 0,22 0,22 - - - 0,06 - - 0,996 
Shi/Tong  [341] 30,3 30,3 - 29,2 19,4 0,17 - - 1 
Tripplett  [336] - - - - - 0,12 - - - 
Bitzer  [342] 0,71 0,71 - - - 0,34 0,1 0,1 0,1 
Grediac  [343] - - - 29,2 19,4 - - - - 
Zhang/Ashby  [233] - - 134,8 18,3 30,6 - 0,3 0,3 - 
Caddock et al.  [347] 0,22 0,22 - - - - - - 1 
Starlinger  [344] - - 168,4 25,9 38,9 - - - - 
Chamis/Aiello/Murthy  [345] 0,05 0,07 151,6 19,44 19,44 19,44 0,3 - 1,15 
Klintworth/Stronge  [348], [349] 0,22 0,22 - - - 0,17 - - 1 
Karlsson/Wetteskog  [352] 1,16 1,16 233,4 50,5 33,7 0,59 0,3 0,3 0,987 
Vinson/Sierakowski  [350] - - - 25,9 10,4 - - - - 
Wiedemann  [335] - - 134,8 32,4 19,4 - - - - 
Vinson  [334] - - 134,8 32,4 19,4 - - - - 
Stamm/Witte  [351] - - - 32,4 19,4 - - - - 
Penzien/Didriksson  [353] - - - 62,8 9,0 - - - - 
Chang/Ebcioglu  [176] - - - 32,4 19,4 - - - - 
Akasaka/Takagishi  [175] - - - 29,2 19,4 - - - - 
Nagao  [177] - - - 32,4 19,4 - - - - 
Hoffman  [338] - - - - - - - - 1 










Tabelle A5.3:  Vergleich der experimentell und analytisch bestimmten elastischen 
Kennwerte der überexpandierten Honigwabe C1-4.8-48ox: Berech-
nungsergebnisse mit einer Abweichung von unter 10% sind markiert 
C1-4.8-48ox LE  WE  TE  TLG  TWG  LWG  TLν  TWν  LWν  
 [MPa] [-] 
Experiment 0,05 1,15 73,5 30,0 30,3 0,37 0 0 - 
 
Qiao/Xu  [355], [356] - - - 22,2 8,97 0,15 - - - 
Gibson/Ashby  [10] 4,63 0,01 81,5 22,8 8,52 0,01 0,3 0,3 19 
Guo/Gibson  [332] 0,04 0,03 - - - - - - - 
Meraghni et al.  [232] - - 64,7 24,9 14,3 - - - - 
Fu/Yin  [333] 4,27 0,01 - - - - - - 17,8 
Burton/Noor  [337] 0,06 0,02 80,9 22,2 8,97 0,05 0,3 0,3 2,04 
Nast  [339], [340] 0,02 3,82 - 34,4 19,2 0,003 - - 0,005 
Zenkert  [46] - - 127,1 12,2 4,89 - 0,3 0,3 - 
Masters/Evans  [346] 0,02 3,23 - - - 0,01 - - 0,07 
Shi/Tong  [341] 22,4 22,4 - 13,7 9,16 0,07 - - 1 
Tripplett  [336] - - - - - 0,02 - - - 
Bitzer  [342] 0,73 0,73 - - - 0,30 0,1 0,1 0,1 
Grediac  [343] - - - 17,3 17,2 - - - - 
Zhang/Ashby  [233] - - 89,5 24,3 24,6 - 0,3 0,3 - 
Caddock et al.  [347] 0,01 4,63 - - - - - - 0,05 
Starlinger  [344] - - 124,5 28,7 19,2 - - - - 
Chamis/Aiello/Murthy  [345] 0,02 0,03 71,4 9,16 9,16 9,16 0,3 - 1,15 
Klintworth/Stronge  [348], [349] 0,01 4,63 - - - 0,02 - - 0,05 
Karlsson/Wetteskog  [352] 0,47 0,47 172,5 37,3 24,9 0,24 0,3 0,3 0,993 
Vinson/Sierakowski  [350] - - - 14,1 5,63 - - - - 
Wiedemann  [335] - - 63,5 15,3 9,16 - - - - 
Vinson  [334] - - 63,5 15,3 9,16 - - - - 
Stamm/Witte  [351] - - - 16,9 22,8 - - - - 
Penzien/Didriksson  [353] - - - 385,1 0,93 - - - - 
Chang/Ebcioglu  [176] - - - 31,7 8,51 - - - - 
Akasaka/Takagishi  [175] - - - 21,5 8,97 - - - - 
Nagao  [177] - - - 22,2 8,97 - - - - 
Hoffman  [338] - - - - - - - - 1 













A6:  Versuchsbedingungen der quasi-statischen Prüfungen an GF/PF-Proben 
 
Prüfart: Bestimmung der Druckeigen-
schaften von FKV 
Prüfnorm: DIN EN 2850 
Probenmaterial: GF/PF: Stesalit PHG 600-68-50    
(E-Glas-Gewebe Atlas 1/7, 6 
Lagen gleicher Orientierung) 
Proben-
geometrie: 




Bild A6.1:  Prüfbedingungen der quasi-statischen Druckversuche an GF/PF-Proben 
Prüfart: Bestimmung der Zugeigenschaften 
von FKV 
Prüfnorm: DIN EN ISO 527-4 
Probenmaterial: GF/PF: Stesalit PHG 600-68-50              








Bild A6.2:  Prüfbedingungen der quasi-statischen Zugversuche an GF/PF-Proben 
Prüfart: Bestimmung der Schubeigenschaf-
ten von FKV (±45°-Zugversuch) 
Prüfnorm: DIN EN 6031 
Probenmaterial: GF/PF: Stesalit PHG 600-68-50           
(E-Glas-Gewebe Atlas 1/7, 8 Lagen, 
Orientierung der Gewebelagen  
[45°/-45°]2S) 
Probengeometrie: 230 mm x 25 mm x 2,3 mm 
Prüfgeschwindigkeit: 1 mm/min 





















A8:  Berechnung der ebenen Wabenkennwerte für Materialmodell UMAT 
 
Tabelle A8.1: Errechnung mittlerer Skalierungsfaktoren von transversalen zu ebenen 
Kennwerten anhand von Versuchsdaten diverser Honeycomb-Typen 
MPa Honeycomb:
C1-3.2-29 C1-3.2-48 C1-4.8-48ox Mittelwert
EL 0,08 0,58 0,05
EW 0,09 0,33 1,15
ET 28,2 84,8 83,6
Mittelwert E L ,E W 0,085 0,455 0,600
Faktor = E T /MW 332 186 139 219
GLW 0,09 0,31 0,37
GTL 18,8 41,9 30,0
GTW 17,9 25,5 30,3
Mittelwert G TL ,G TW 18,35 33,7 30,15








A9:  Modellierungsdetails der dynamischen Simulationen in Kapitel 7 
 
Tabelle A9.1: Modellierungsdetails der Überkopfgepäckfächer 
Sandwichmodellierung: 
Deckschichten: 
Material: GF/PF Dicke [mm]: 0,24 Materialmodell: MAT54 
ρ [kg/dm³]: 1,66 E1, E2 [MPa]: 20000 G12 [MPa]: 1800 
ν12: 0,059 σ1,Z,max [MPa]: 220 σ1,D,max [MPa]: 150 
σ2,Z,max [MPa]: 220 σ2,D,max [MPa]: 150 τmax [MPa]: 38 
Kern: 
Material: Nomex® Honigwaben C1-3.2-48 und C1-4.8-48ox 
Dicke [mm]: 15 ρ [kg/m³]: 48 Materialmodell: MAT126 




Beschläge: Aluminium Materialmodell: MAT24 
Inserts: Aluminium Materialmodell: MAT100 
Kernfüllmasse: Epoxy Materialmodell: MAT24 
Absorber: Discrete Materialmodell: MATS06 
Gepäckstücke: siehe [320]  Materialmodell: MAT2 
 
Diskretisierung: 
Schalenelem.: Typ 2 Durchschnittliche Elementkantenlänge [mm]: 15 
Volumenelem.: Typ 0 Anzahl Volumenelemente in Dickenrichtung: 2 
Elementanzahl: 370000 
Randbedingungen: 
Lastfälle: siehe [320] 
Simulationszeit: 160 ms 
Weitere Daten: Weitere Daten können aus firmen- und projektspezifischen Vertrau-








Tabelle A9.2: Modellierungsdetails der Impact-Simulationen 
Sandwichmodellierung: 
Deckschichten: 
Material: CF/EP Dicke [mm]: 2 Materialmodell: MAT54 
Laminataufbau: [45°/90°/-45°/0°/45°/90°/-45°/0°]S, Cytec 977-2/HTS 
Kennwerte: siehe [329] 
Kern: 
Material: CF/EP Faltwabe 
Wanddicke [mm]: 0,35 Höhe [mm]: 28 Materialmodell: MAT54 




Material: Stahl Durchmesser: 1 Zoll Materialmodell: MAT20 
Modellierung: *PART_INERTIA, *CONTACT_ENTITY, Volumenelement Typ 5 
Diskretisierung: 
Schalenelem.: Typ 2 Durchschnittliche Elementkantenlänge [mm]: 1,2 
Elementanzahl: 36000 
Randbedingungen: 
Einspannung: Festeinspannung untere Deckschicht 
Lastfälle: *INITIAL_VELOCITY entsprechend des jeweiligen Energielevels 
Simulationszeit: 3 ms 
Weitere Daten: Weitere Daten können aus firmen- und projektspezifischen Vertrau-













Tabelle A9.3: Modellierungsdetails der Crashsimulation des Rumpfsegments 
Sandwichmodellierung: 
Deckschichten: 
Material: CF/EP Materialmodell: MAT54  
Kern: 
Material: Kevlar® Faltwabe Materialmodell: MAT126 
Kern-Deckschicht-Verbindung: 
Anbindung: Identische Knoten 
Anbauteile: 
Spante: MAT54 Querträger: MAT54 Fußbodenträg.: MAT54 
Anbindungen: MAT24 Vernietungen: MAT100 Fußboden: MAT54 
Streben: MAT1 Gepäckfächer: MAT20 Sitzschienen: MAT24 
Sitze: MAT123 Sitzpolster: MATS06 Sitzgurte: MATB01 
Diskretisierung: 
Beam Nieten: Typ 9 Beam Gepäckf. Typ 3 Beam Sitze: Typ 2 
Shell Rumpf: Typ 2 Shell Sitze: Typ 16 
Solid Kern: Typ 0 Solid Gepäckf.: Typ 1 
 
Durchschnittliche Elementkantenlänge [mm]: 33 
Gesamtzahl der Elemente: 185000 
Boden: *RIGIDWALL_PLANAR 
Lastfall: *INITIAL_VELOCITY entsprechend der experimentellen Fallhöhe 
Simulationszeit: 200 ms 
Weitere Daten: Weitere Daten können aus firmen- und projektspezifischen Vertrau-
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